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Résumé
Cette thèse s’est articulée autour de trois axes principaux. Dans un premier temps, les
recherches se sont portées sur l’identification des problèmes (mécanique, thermique, pertes)
liés à la conception des machines électromagnétiques hautes vitesses, et plus particulièrement
des machines synchrones à aimants permanents. Dans ce premier travail, nous nous sommes
plus particulièrement concentrés sur les aspects magnétiques, tels que l’étude des différentes
sources de pertes générées au sein de la structure générique d’un moteur à aimants permanents.
Ces pertes qui apparaissent simultanément au niveau du rotor, sous l’effet des courants induits,
et au niveau du stator (en raison de l’hystérésis magnétique, des courants de Foucault, et de
l’effet Joule) constituent un aspect d’autant plus critique que le moteur fonctionne dans une
plage incluant de très hautes vitesses (> 40 000 tr/min pour une puissance de 10 kW à 100
kW). En conséquence, dans l’optique de la définition d’un moteur optimisé en termes d’effort
massique et de rendement, la mise en place de modèles prédictifs capables de rendre compte
de ces pertes, a été effectuée. Au-delà, des modèles physiques disponibles dans le domaine des
matériaux magnétiques, il s’agissait de mettre en place des représentations à caractère générique
susceptibles d’être exploitées dans un schéma de conception optimale.
Parallèlement à cette première étude, un effort méthodologique a été déployé afin de déve-
lopper des modèles analytiques dimensionnels de la machine synchrone à aimants permanents.
A partir de ces méthodes, et d’un modèle de machine basé sur la forme et le type d’aimantation
des aimants permanents, nous nous sommes attachés à développer un nouveau modèle analy-
tique qui prend en compte les phénomènes physiques majeurs inhérents au fonctionnement à
haute vitesse, à savoir les courants induits dans les parties conductrices tournantes. Dans ce
contexte, il a été nécessaire de redéfinir une structure de référence dont le rotor conducteur
supporte par ailleurs une couche métallique conductrice faisant office de frette. Dans un premier
temps, un modèle a été réalisé pour une distribution des conducteurs avec un pas diamétral et
une alimentation sinusoïdale, ce qui correspond à la configuration statorique la plus utilisée et la
plus standard pour ce type de moteur.
Après s’être confronté à un premier dimensionnement de machine haute vitesse, nous avons
décidé de rendre notre modèle plus générique afin qu’il puisse prendre en compte un bobinage
et une forme d’alimentation quelconque. Cette amélioration permet de rendre compte fidèle-
ment des conditions de fonctionnement de l’actionneur (association convertisseur-machine),
notamment les harmoniques de courants apportées par le convertisseur. Les modèles analytiques
implantés ont été entièrement validés par simulations numériques, et ont donné des résultats
très satisfaisants. Dès lors, il a été possible d’implanter ce logiciel dans un environnement
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informatique directement exploitable au sein de la société LIEBHERR AEROSPACE.
Suite à une première phase de validation des modèles analytiques par simulations numé-
riques, des tests expérimentaux ont été menés sur des machines électriques hautes vitesses.
La comparaison de tous les résultats obtenus démontre de façon satisfaisante la fiabilité des
modèles développés. L’ultime phase de l’étude concerne la réalisation d’un démonstrateur avec
une structure de type machine à aimants permanents. Conformément à la stratégie adoptée
par l’industriel, cette étude expérimentale s’est appuyée sur la réalisation d’un prototype à
l’échelle 1 (puissance de 70 kW).
Mots clés :
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Abstract
This thesis is divided in three main axes. Firstly, researches are done on identification
problems (mechanics, thermals, losses) links to high speed electromagnetic machine design,
and most particularly of permanent magnet synchronous machine. In this first work, magnetic
aspects such as study of different losses origins in permanent magnet machines are been reached.
These losses appear in the same time in the rotor (induced current), and in the stator (magnetic
field hysteresis, eddy current, Joule effect). The higher motor speed is, the most critic these loses
are (> 40 000 rpm with a power of 10 kW to 100 kW). In order to define an optimal design in
terms of weight effort and efficiency, the predictive modelling of these losses is been studied.
Beyond physical modelling available on magnetic materials, a generic representation to be able
to use in an optimal design schematic was be studied.
Secondly, a methodological effort is been achieve to develop sizing analytical modelling of
permanent magnet synchronous machine. From this method and a machine modelling based on
permanent magnets shape and type of magnetization, a new analytical modelling is developed.
It takes into account major physical phenomenon due to high speed, mainly the induced current
in the rotating conductive parts. In this context, it will be necessary to redefine a referential
structure where the conducting parts (magnets and sleeve) are represented by a superficial
current. In this first part, the stator winding is a full pitch represented by an equivalent ampere
conductor distribution and the electrical supplier is only sinusoidal current. So, it’s the most
popular and standard configuration for this machine.
In this second part the analytical modelling is upgraded to take into account different types
of windings and any current forms. This improvement allows to consider the real electrical
supplier (combination of inverter-machine) as the current harmonics due to the inverter. The
analytical modelling is been validated by a comparison with a finite element calculation. The
obtained results are very close. So, Liebherr Aerospace decided to develop a dedicated software
which is based on this analytical modelling.
Further to the complete numerical validation of our analytical modelling, experimental test
have been done on the high speed electrical machine. The comparison of results shows the
reliability of the developed modelling. The final point of this study is the prototype realisation
of high speed electrical machine (70 kw) in phase with the strategy of the industrial.
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Introduction générale
La généralisation de l’électricité dans les avions qu’ils soient civils ou militaires, est au-
jourd’hui un fait incontournable : qu’il s’agisse de mouvoir les gouvernes, manœuvrer le train
d’atterrissage ou encore contrôler le freinage des roues, les procédés d’actionnement électrique
se substituent peu à peu aux systèmes hydrauliques classiques. Toutefois, pour bénéficier de la
souplesse qu’apportent les fonctions électromécaniques tant en terme d’intégration dans l’aéro-
nef qu’en terme de pilotage, il est nécessaire d’adapter ou de repenser ces systèmes.
Les nouveaux besoins s’expriment d’une part en terme de force massique dans le domaine
des servocommandes, et d’autre part en terme de puissance massique dans le cas où nous cher-
chons à contrôler les flux d’énergie à bord de l’aéronef. Tel est le cas du conditionnement d’air
qui consiste à gérer la pressurisation et la température de la cabine.
Face à ce domaine émergent, les équipementiers sont aujourd’hui confrontés à la mise au
point de machines électriques à haut rendement, et à puissance massique élevée en vue de la
motorisation de compresseurs ou de turbocompresseurs.
Mené dans le cadre d’une étroite collaboration entre le laboratoire LAPLACE et l’entreprise
LIEBHERR AEROSPACE, la présente thèse attrait à l’élaboration d’une méthodologie de
conception dédiée au dimensionnement optimal des moteurs hautes vitesses potentiellement
utilisés dans le domaine du conditionnement d’air plus électrique.
Après une analyse globale de la problématique de l’avion plus électrique, le premier chapitre
présente un tour d’horizon des technologies employées dans le domaine du conditionnement
d’air. Cette étude vise d’une part à identifier les technologies exploitables en matières d’en-
traînements électriques à haute vitesse. D’autre part, les limites physiques et technologiques
inhérentes à ces solutions sont examinées.
Le deuxième chapitre est consacré à l’élaboration d’un cadre de modélisation à caractère
générique en vue du dimensionnement optimal de la machine. A cette fin, l’approche retenue
repose sur une réalisation analytique des équations du champ dans la structure, dans le cadre
d’une approximation bidimensionnelle.
Ce modèle est complété au cours du chapitre trois, en vue de la prise en compte de diverses
architectures de bobinage ainsi que de formes d’onde d’alimentation variées à partir d’une
formulation unique. A partir de ce modèle, les grandeurs caractéristiques intervenant dans le
dimensionnement de la structure (éléments géométriques, pertes . . .) sont tour à tour exprimer.
1
Introduction générale
Enfin, une confrontation du modèle à deux cas pratiques de référence issus d’exemple, pour
l’un, une application en production, et pour l’autre, un développement en cours de fabrication,
permet de préciser les possibilités et les limites d’utilisation de la méthodologie proposée.
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1.1 Introduction
1.1 Introduction
L’électrification intensive des avions constitue une révolution technologique qui touche de
plein fouet tous les constituants de l’avion. Ainsi les modifications majeures de génération et
de distribution de l’électricité à bord induit des ruptures technologiques sur la majorité des
équipements jusqu’alors purement hydrauliques ou pneumatiques. Tel est le cas du condition-
nement d’air qui doit désormais proposer des solutions entièrement électriques. Le cahier des
charges associé qui s’appuie sur la nécessité d’assurer la pressurisation d’un habitacle de plus
en plus volumineux conduit naturellement à l’exploitation d’actionneurs électromécaniques de
moyenne puissance et haute vitesse. La machine synchrone à aimants permanents offre dans ce
domaine des avantages certains, en particulier en terme de puissance massique. Ceci étant, la
haute vitesse soulève des problématiques nouvelles qu’il est indispensable de prendre en compte
dès la conception de l’actionneur.
Ce premier chapitre divisé en quatre volets sera donc consacré à l’étude de la machine
synchrone à aimants permanents dédiée à une application pour le conditionnement d’air.
Après avoir brièvement rappelé les enjeux de l’électrification à bord des avions et illustré
quelques évolutions majeures dans le domaine du réseau de bord et des commandes de vol,
l’étude se focalisera sur le conditionnement d’air.
Cette seconde partie s’attachera à présenter successivement les systèmes de traitement
de l’air que la société LIEBHERR propose en tant qu’équipementier aéronautique. Un pack
complet sera décomposé en ses différents organes constitutifs afin de mettre en évidence les
solutions envisageables pour l’intégration d’actionneurs électromécaniques.
Parmi les différentes familles d’actionneurs électriques opérationnelles, la troisième partie
de ce chapitre démontrera le potentiel évident de la machine synchrone à aimants permanents
qui soulève cependant quelques incertitudes quant à la pérennité de ses performances dans un
fonctionnement à haute vitesse.
En conséquence le dernier volet sera consacré aux contraintes mécaniques, thermiques et
électromagnétiques que la haute vitesse induit au sein d’un actionneur à aimants permanents.
1.2 Vers l’avion plus électrique
1.2.1 Accroissement du besoin énergétique dans les avions
Limitée initialement à l’allumage des moteurs thermiques servant à la propulsion de l’avion,
l’énergie électrique constitue désormais une des premières sources d’énergie embarquée à bord
des aéronefs.
Historiquement, des sources d’énergies ont été introduites dans l’instrumentation de vol afin
de faciliter la navigation. Puis l’augmentation progressive de la taille des avions a mené les
constructeurs à utiliser des énergies complémentaires (pneumatique, hydraulique, électrique)
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à celle de l’homme pour actionner les commandes nécessaires au pilotage (ailerons, gou-
vernes. . .) [Lan04]. L’utilisation croissante du transport aérien qui a encouragé le développement
d’appareils de confort et de divertissements (éclairage, appareils de cuisson), a fortement accru
les besoins énergétiques (comme en témoigne le tableau 1.1).
Type Année Nombre Puissance Puissance massique
d’appareil (premier vol) de passagers installée (kVA) des générateurs (W.kg−1)
Super Caravelle 1965 100 2*40 670
A300 1972 250 2*90 1500
A320 1987 150 2*90 1500
A330 - 300 1992 295 2*115 1540
A340 - 600 2001 380 4*90 1500
A380 2005 555 4*150 2310
TABLE 1.1 – Augmentation de la puissance électrique dans les avions [Nog05]
Les trois sources d’énergie sont produites par les moteurs de l’avion via un boîtier d’acces-
soires (figures 1.1, 1.2).
FIGURE 1.1 – Production des sources d’énergie dans
un avion [Lan06]
FIGURE 1.2 – Vue du moteur et de
son générateur élec-
trique [Lan06]
Dans le cas des moteurs à réaction, l’énergie pneumatique est fournie par un prélèvement
d’air sur les étages compresseurs basse et haute pression des réacteurs. Cet air sert principalement
à la pressurisation et la climatisation de la cabine et du cockpit.
Concernant l’énergie hydraulique issue d’une pompe hydraulique entraînée par le moteur,
elle est majoritairement utilisée pour actionner les commandes de vols, le train d’atterrissage, et
le freinage de l’avion.
Enfin, l’énergie électrique alimente de nombreux équipements tels que les calculateurs, les
instruments de navigation, l’éclairage, les commandes d’actionneurs. En effet, depuis les an-
6
1.2 Vers l’avion plus électrique
nées 80, les actionneurs des commandes de vol deviennent commandés électriquement, donc
il n’existe plus de liaison mécanique entre les leviers de commande du pilote et les servocom-
mandes qui pilotent les actionneurs hydrauliques.
1.2.2 Architecture énergétique type d’un avion de ligne standard
Afin de mieux comprendre l’utilisation et la répartition des différentes sources énergétiques
dans les avions de ligne actuel, nous allons prendre comme base d’exemple une architecture
d’Airbus A330 (figure 1.3 ).
FIGURE 1.3 – Architecture du réseau électrique et hydraulique pour un biréacteur conventionnel
du type 3H (A330) [Lan06]
1.2.2.1 Circuit hydraulique
La majorité des avions de ligne possèdent trois circuits hydrauliques indépendants dit ar-
chitecture "3H" (le gros porteur Boeing en a quatre). Cette redondance assure ainsi une grande
sûreté de fonctionnement. L’alimentation des actionneurs de commande de vol est répartie sur
les trois circuits hydrauliques permettant de garder le contrôle de l’avion même si un ou deux
circuits sont défaillants.
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Le compresseur haute pression de chaque réacteur entraîne deux pompes hydrauliques (EDP)
qui génèrent la puissance hydraulique aux trois circuits (bleu, jaune, vert). Une éolienne (RAT -
Ram Air Turbine) utilisée en secours permet de pressuriser le circuit vert, où seules les fonctions
vitales sont assurées. Les variations de pression dans les circuits sont limitées grâce à plusieurs
accumulateurs (Accu). Afin de garantir le freinage, en cas de perte des circuits hydrauliques, le
système possède son propre accumulateur.
1.2.2.2 Circuit électrique
Dans le cas des avions moyens et longs courriers, le réseau électrique se compose d’un réseau
primaire alternatif triphasé (115/200 V - 400 Hz) alimentant les gros consommateurs, et d’un
réseau secondaire continu (28 V) obtenu à partir du réseau alternatif, à l’aide de plusieurs blocs
transformateurs redresseurs (TR). La puissance électrique disponible sur un gros porteur tel que
l’A330 est de l’ordre de 330 kVA.
Dans le cas d’un bimoteur, la génération électrique est réalisée par deux IDG (Integrated
Drive Generator) qui alimentent chacun un bus alternatif, ce qui permet d’avoir deux réseaux
totalement indépendants. Chaque générateur est entraîné en rotation par le compresseur haute
pression du moteur comme la pompe hydraulique. Des passerelles permettent de connecter les
deux réseaux indépendants dans le cas où une défaillance interviendrait sur un générateur.
En plus de ces générateurs principaux, plusieurs sources auxiliaires sont embarquées dans
l’avion. Ainsi, des batteries peuvent assurer la continuité du réseau électrique durant certaines
phases de vol en maintenant un niveau de tension suffisant pendant une dizaines de minutes.
Un générateur électrique de secours (CSM/G : Constant Speed Motor/ Generator) permet de
fournir le réseau alternatif à partir d’un circuit hydraulique. Sa faible puissance (1− 10 kVA) lui
permet d’alimenter uniquement les fonctions vitales de l’avion. Selon le type d’avion et le type
de panne la source hydraulique peut venir d’un moteur ou d’une éolienne de secours RAT (Ram
Air Turbine). Enfin, une turbine (APU : Auxiliary Power Unit) fonctionnant au kérosène entraîne
un alternateur triphasé de même puissance que celle d’un IDG. L’APU n’est pas un élément de
secours, il est utilisé au sol pour le démarrage des moteurs en autonome et le conditionnement
de la cabine grâce à son compresseur.
1.2.3 Architecture énergétique d’un avion de ligne plus électrique
1.2.3.1 Historique
Dans les années 50, avec le passage du 28 V continu au 115 V alternatif, imposé par l’aug-
mentation de la puissance électrique consommée à bord des aéronefs, une étape majeure d’élec-
trification s’opère. Les commandes de vol électriques sur l’AIRBUS A320, dans les années 80,
confortent la direction prise en terme d’électrification.
Mais ce fut réellement dans les années 1990 au sein de programmes militaires ambitieux
que la notion d’avions "plus électrique" vit le jour avec en ligne de mire le lancement des deux
projets phares que constituèrent l’A380 et le Boeing 787, et maintenant l’A350. L’électrification
massive qui consiste à remplacer progressivement les équipements hydrauliques, pneumatiques
et mécaniques par des équipements électriques assurant les mêmes fonctionnalités a été dictée
par des contraintes économiques de réduction de coûts voire la réduction des masses et des
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volumes embarqués, la souplesse d’utilisation, et le renforcement de la fiabilité des nouveaux
systèmes.
1.2.3.2 Exemple d’avion plus électrique : l’A380
Le réseau électrique de l’A380 constitue un parfait exemple de l’avion plus électrique au
sein duquel l’énergie électrique joue un rôle prépondérant dans les commandes de vol et les
équipements de secours.
FIGURE 1.4 – Architecture du réseau électrique et hydraulique pour un biréacteur plus électrique
du type 2H + 2E (A380) [Lan06]
L’architecture de l’avion devient aussi plus électrique en passant avant tout d’un réseau "3H"
à un réseau "2H+2E", soit deux circuits hydrauliques et deux circuits électriques indépendants
(figure 1.4).
Par ailleurs, une modification majeure du réseau a consisté à supprimer l’étage régulant la
vitesse du générateur (CSD : Constant Speed Drive), le réseau électrique est maintenant variable
en fréquence entre 360 et 800 Hz. Ce générateur, nommé VFG (Variable Frequency Generator)
est directement accouplé à l’étage haute pression du réacteur [Pat07].
Sur le bus continu, les batteries sont en permanence couplées au réseau afin d’éviter les
coupures de courant. La conversion alternatif/continu est faite par des BCRU (Battery Charger
Rectifier Unit) qui permettent de gérer la charge des batteries.
L’éolienne de secours (RAT) qui entraînait une pompe hydraulique devient un générateur
électrique connecté au bus alternatif pour fournir l’énergie nécessaire aux commandes de vol.
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La dernière innovation a consisté à remplacer sur les lignes de faible puissance (< 15 A), les
disjoncteurs thermiques par des statiques.
Cette électrification a eu une incidence sur les actionneurs. Certains vérins hydrauliques
sont remplacés par des actionneurs électro-hydrostatique (EHA : Electro-Hydrostatic Actuator,
figure 1.5 ), ou bien des actionneurs électromécaniques (EMA : Electro-Mechanical Actuator).
Les actionneurs hydrauliques à secours électrique (EBHA : Electro Back-up Hydraulic Actuator,
figure 1.6) utilisent l’énergie hydraulique en fonctionnement normal et l’énergie électrique en
secours. Dans ce type d’architecture, un tiers des actionneurs sont à puissance électrique, et leur
répartition avec leur homologue hydraulique est effectuée judicieusement de façon à garder le
contrôle de l’avion en cas de la perte d’un ou plusieurs circuits.
FIGURE 1.5 – Evolution des actionneurs de commandes de vol. A gauche : une servocommande
hydraulique. A droite : un EHA électrique [Nog06]
FIGURE 1.6 – Actionneur EBHA (15kW) de gouverne de direction A380 ©AIRBUS France
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1.2.4 L’avion tout électrique
1.2.4.1 Solutions envisagées dans une architecture tout électrique
Le premier champ d’investigation consiste à repenser entièrement les réseaux de bord d’éner-
gie électrique [Bau07], et le second vise à concevoir de nouveaux actionneurs mieux adaptés aux
fortes contraintes inhérentes aux applications aéronautiques [Nog07], [Mat07], [Duv05].
Dans ce contexte plusieurs pistes sont envisageables :
- L’électrification intense engendre un réseau qui risque d’être pollué en tension par les har-
moniques produites par l’électronique de puissance, et en courant par les cycles de démarrage
des actionneurs [Liu07], [Bar07]. Une solution permettant d’assurer la qualité et la stabilité du
réseau peut être l’utilisation de convertisseurs statiques en conditionneur.
- En ce qui concerne les actionneurs, l’idéal serait de supprimer totalement les circuits hy-
drauliques avec leur poids et leur contrainte en terme de maintenance, et de n’avoir plus que des
EHA ou des EMA.
- Le groupe auxiliaire de l’avion (APU) permettant le démarrage des réacteurs, et le condi-
tionnement de l’air au sol, pourrait être substitué par une source électrique comme une pile à
combustible alimentée par du kérosène reformaté [GA07].
- Au niveau des turbines, un prélèvement d’air (bleed) est utilisé pour la pressurisation de la
cabine et du cockpit via un système de conditionnement (pack). La surconsommation des réac-
teurs due au "bleed", et l’encombrement des conduits d’air posés entre le réacteur et le fuselage
sont les inconvénients qui vont nous pousser à réaliser un conditionnement d’air électrique. Le
compresseur d’air électrique alimentera directement le "pack" en air haute pression.
- L’air fourni par le groupe auxiliaire (APU) via le "bleed" permet le démarrage des réacteurs.
Dans le cas où le " bleed " est supprimé, une solution consisterait à reconfigurer l’alternateur
principal en moteur lors de la phase de démarrage.
- Le dégivrage des bords d’attaque des ailes, et des lèvres d’entrée d’air des réacteurs qui
est actuellement réalisé par l’air chaud des réacteurs doit trouver une solution électrique. Les
résistances chauffantes collées en surface, les films de carbone, ou la vibration de la surface sont
des méthodes envisageables pour le dégivrage.
- Dans la dernière génération d’avion électrique, le système de freinage est hydraulique avec
un mode de secours électro-hydraulique (EBHA). Une solution complètement électrique à l’aide
d’EMA est envisagée, mais les pointes de puissance fournies durant cette phase sont fortement
contraignantes.
- Sur l’avion plus électrique, la source d’énergie de secours est déjà électrique (RAT élec-
trique), mais les problèmes sont son encombrement et sa difficulté d’intégration dans l’avion.
Une possibilité d’amélioration consistera à faire un dimensionnement en fonction d’une consom-
mation moyenne du réseau et d’utiliser un système de stockage pour fournir les pointes de puis-
sance.
Après avoir discuté des solutions électriques pour les différents équipements de l’avion, et
des contraintes générées, une réflexion doit être menée sur le réseau électrique. La gestion du
stockage de l’énergie, ainsi que le type de réseau sont remis en cause. A titre d’exemple, dans
le but d’utiliser la réversibilité des actionneurs, et de stocker cette énergie pour la retransmettre
lors de pointes de puissance, un stockage individuel (proche de l’actionneur) ou un stockage
plus centralisé est à envisager. Au niveau du réseau, une solution pourrait être la généralisation
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d’un bus continu de 270V qui permettrait de supprimer l’étage de redresseur de tête sur les
actionneurs, et d’utiliser qu’un seul conducteur en utilisant la carcasse de l’avion comme masse.
Cependant, cette profonde mutation technologique, dans un domaine aussi sensible ne va
pas sans soulever certains verrous technologiques qui ont suscité l’émergence de nombreux pro-
grammes de recherche.
1.2.4.2 Les programmes de recherche
Ainsi depuis une dizaine d’années, plusieurs projets européens ont vu le jour tels que POA
(Power Optimised Aircraft) entre 2002 et 2005 [POA], puis MOET (More Open Electrical
Technologies) de 2006 à 2009 [MOE], ainsi que des projets nationaux et régionaux tels que
DPAC [DPA], PREMEP [Aer].
Le programme POA vise à optimiser la gestion d’énergie électrique à bord de l’avion afin
de réduire de 25% la puissance non-propulsive dans certaines phases de vol, ainsi que de di-
minuer de 5% la consommation en carburant tout en diminuant les coûts de maintenance et en
augmentant la fiabilité et la sécurité des systèmes embarqués. Ce grand projet, aujourd’hui fini,
et représentant plus de 100 million d’euros, impliquant le constructeur Airbus et de nombreux
équipementiers tel que LIEBHERR AEROSPACE, a permis de travailler sur de nouvelles archi-
tectures (figure 1.7) pour la gestion et la production de l’énergie dans les avions. Celles-ci ont
abouti à la réalisation de nombreux prototypes.
(a) Architecture avion conventionnel (b) Architecture avion plus électrique
FIGURE 1.7 – Evolution de l’architecture de l’avion dans le cadre de POA [POA]
Le projet MOET, actuellement en cours, est le programme européen qui va permettre de
continuer les investigations sur l’architecture, l’électronique de puissance, et les moyens d’essais
de l’avion plus électrique initiées lors du projet POA.
Ces projets Européens qui impliquent directement les équipementiers sont à la base de nom-
breux travaux de recherche qui aboutiront à des solutions exploitables dans quelques années.
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1.3 Le conditionnement de l’air dans l’avion
1.3.1 Introduction : système de traitement de l’air dans l’avion
Parmi les acteurs de cette évolution en marche, LIEBHERR [Lieb] occupe une place de
choix. En effet, cet équipementier produit des commandes de vol, des systèmes hydrauliques,
des trains d’atterrissage et des systèmes de climatisation et de prélèvement d’air. Ces composants
sont destinés aux constructeurs aéronautiques (avions, hélicoptères) autant pour l’aviation civile
que militaire. LIEBHERR a prouvé sa compétence technologique et sa performance en partici-
pant à de nombreux programmes de grande envergure nationaux et internationaux, en équipant
notamment tous les appareils de la famille AIRBUS.
Le site de Toulouse (LTS : LIEBHERR AEROSPACE TOULOUSE) est spécialisé dans l’en-
semble des systèmes d’air de l’avion, dont elle réalise l’étude, le développement, la réalisation,
et l’entretien.
Ces systèmes se divisent en plusieurs sous-systèmes (figure 1.8) :
– Systèmes de prélèvement d’air sur les moteurs (Bleed) ;
– Systèmes d’antigivrage (Anti-ice) ;
– Systèmes de contrôle de pressurisation de cabine (CPCS : Cabine Pressure Control Sys-
tem) ;
– Systèmes de conditionnement d’air (Air conditioning).
FIGURE 1.8 – Les systèmes de contrôle d’air dans l’avion [Liea]
Les produits associés et réalisés sur le site toulousain constituent principalement des équipe-
ments tels que des turbomachines, des groupes de conditionnement d’air, des vannes de régula-
tion et de prélèvement d’air moteur.
De tous les systèmes fabriqués à LIEBHERR, c’est tout particulièrement le conditionnement
de l’air avec sa turbomachine qui sera l’application visée de cette thèse. Tout d’abord une des-
cription de l’équipement existant sera faite, suivie de sa solution électrique conforme à l’idée
précédemment donnée sur les futurs avions.
1.3.2 Le conditionnement d’air aujourd’hui
Le conditionnement de l’air est un des facteurs qui contribue fortement au confort des pas-
sagers. Cette fonction est assurée par les systèmes de traitement de l’air de l’avion. Prélevé sur
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les moteurs, l’air est ensuite refroidi à la bonne température et à la bonne pression, puis distribué
aux différentes zones de la cabine en le maintenant à un niveau de température souhaité. Enfin,
il faut réguler la pression de l’air dans la cabine pour le confort des passagers et la sécurité de
l’avion (figure 1.9).
FIGURE 1.9 – Schéma du conditionnement d’air d’un avion [Lie05]
1.3.2.1 Le prélèvement d’air
Le prélèvement d’air est effectué par deux prises de pression sur deux étages du compresseur
du moteur (figure 1.10) en fonction des différentes phases de vol de l’avion. Durant le décollage
lorsque le moteur fonctionne à pleine puissance, l’air est prélevé sur la prise haute pression
(vanne HPV). En croisière, l’air est fourni par l’étage intermédiaire (vanne IPC) qui offre une
pression plus faible mais qui privilégie une consommation moins importante du moteur.
Le premier rôle du prélèvement d’air est de réguler le débit d’air, à l’aide d’une vanne pa-
pillon (vanne PRV), de façon à avoir une pression plus faible et constante. Son deuxième rôle
est d’abaisser la température de l’air prélevé via un échangeur de chaleur (pré-refroidisseur). Cet
échangeur utilise le flux d’air froid (vanne FAV) produit par l’hélice de fan du réacteur.
FIGURE 1.10 – Le système de prélèvement air et le pré-refroidisseur [Liea]
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1.3.2.2 Le pack de conditionnement d’air
Une fois cet air rendu disponible par le prélèvement d’air, l’étape suivante consiste à rendre
cet air respirable, et à le distribuer à la bonne température dans la cabine. Cette fonction sera
remplie par les packs de conditionnement d’air (figure 1.11) qui comprennent des turbomachines.
FIGURE 1.11 – Pack de conditionnement d’air d’un
CRJ700/BD100 (M = 40 kg) [Liea]
FIGURE 1.12 – Evolution de la température
en fonction de la pression
de l’air [Liea]
Le plus souvent, ce sont des turbomachines cycle à air à trois étages dont un étage venti-
lateur, un étage compresseur, et un étage turbine. Ces trois roues sont montées sur un même
arbre supporté par des paliers à air. Ces turbomachines tournant à des grandes vitesses de rota-
tion, les paliers à air s’imposent donc par leur grande fiabilité, leur faible coût, et l’absence de
lubrification pour supporter l’arbre.
FIGURE 1.13 – Schéma du pack de conditionnement d’air [Liea]
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Le fonctionnement du pack de conditionnement d’air (figure 1.13) peut se diviser en quatre
parties (figure 1.12) pour passer de l’air chaud du prélèvement à un air refroidi pour la cabine :
– Cet air chaud passe par une vanne de limitation (FVC) dont la fonction principale est
d’ajuster le débit d’air. Il passe ensuite dans un échangeur de chaleur (PHX) refroidi pen-
dant le vol par de l’air dynamique ou au sol par l’étage ventilateur de la turbomachine.
Cet air dynamique est généré par la vitesse de l’avion, et est conduit dans l’échangeur par
une écope dont la géométrie peut être variable et commandée par des actionneurs élec-
triques. Le pack de conditionnement d’air et ses écopes sont souvent placés dans la partie
inférieure du fuselage.
– Ensuite, l’air passe dans le compresseur de la turbomachine (ACM) pour rehausser la pres-
sion et permettre une plus grande détente dans l’étage turbine à venir. En effet, le passage
dans les deux échangeurs baisse la température mais aussi la pression, et l’efficacité de la
turbine dépend du rapport de la pression d’entrée sur la pression de sortie.
– A la sortie du compresseur, l’air est envoyé dans un nouvel échangeur (MHX), puis il est
traité en enlevant la vapeur d’eau de manière à éviter la formation de glace lors de son
refroidissement au alentour du zéro degré Celsius. Ce traitement est réalisé par le passage
de l’air dans un réchauffeur (RHX) puis dans un condenseur (CD) où la vapeur d’eau sera
convertie en petites gouttes d’eau. Ces gouttes d’eau vont être extraites du flux d’air dans
un extracteur d’eau (WE).
– Cet air asséché pénètre dans la turbine où il se détend, sa température ainsi que sa pression
diminuent. La température est au final très proche du zéro degré Celsius pour une pression
de l’air proche du bar.
1.3.2.3 La distribution et la régulation de la température des zones cabines
A la sortie des packs de conditionnement, l’air frais est mélangé à l’air provenant de la cabine
(re-circulation) dans la chambre de mélange. Cette re-circulation est assurée par un ventilateur
et un filtre à air. Cette méthode permet de renouveler rapidement l’air de la cabine en réalisant
une économie de carburant due à un débit d’air, prélevé sur les moteurs, plus faible.
La seconde phase consiste à distribuer l’air dans les différents compartiments de l’avion
(cockpit, zones de cabines, toilettes,. . .) en régulant sa température. Pendant certaines phases de
vol, l’air sortant de la chambre de mélange doit être chauffé avant d’être envoyé dans les cabines.
Dans ce cas, il est mélangé avec de l’air chaud prélevé en amont des packs de conditionnement.
1.3.3 Système de pressurisation cabine
Dans les systèmes d’air, le contrôle de la pressurisation de l’avion a un rôle important pour
le confort et la sécurité des passagers.
En effet, la pression atmosphérique diminue lorsque l’altitude augmente donc il faut mainte-
nir une pression minimum dans la cabine qui est acceptable pour le corps humain. Cette pression
minimum est l’équivalent de la pression atmosphérique pour une altitude de 8000 pieds (2348
mètres), soit une montagne de taille moyenne(figure 1.14).
Afin de réguler cette pression, l’air provient d’une part du conditionnement d’air, et d’autre
part des vannes de régulation de pression installées sur le fuselage ou la cloison arrière modulent
la quantité d’air s’écoulant en dehors de l’avion. Les variations de pression durant les phases
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FIGURE 1.14 – Comportement humain dans l’enveloppe d’un avion durant un vol [Lie05]
de montée et de descente de l’avion doivent être contrôlées pour ne pas excéder 18 mbar afin
d’éviter les maux d’oreilles.
Soulignons que la forte différence de pression que supporte l’avion,durant la phase de croi-
sière, est un élément dimensionnant pour sa structure.
1.3.4 Système d’antigivrage
L’avion est amené à voler dans des conditions givrantes, où le bord d’attaque des ailes ainsi
que les entrées d’air moteur peuvent se recouvrir de givre et de glace (figure 1.15). Outre l’aug-
mentation de masse, cette glace altère les caractéristiques aérodynamiques de l’aile par la dimi-
nution de la portance et l’augmentation de la traînée. Le système d’antigivrage utilise de l’air
chaud prélevé des moteurs qui parcourt ces éléments sensibles (ailes, entrées d’air moteur) afin
d’éviter la formation de givre.
FIGURE 1.15 – Aile givrée [Liea]
1.3.5 Le conditionnement d’air électrique
Dans cette configuration tout électrique, le prélèvement d’air sur les moteurs n’existe plus,
l’air est prélevé à l’extérieur grâce à des écopes (figure 1.16). L’air chaud est maintenant gé-
néré par un compresseur motorisé (MC) et par l’étage compresseur du turbocompresseur mo-
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torisé (MTC). L’échangeur primaire qui permettait de descendre la température de l’air pré-
levé sur le moteur n’existe plus, seul l’échangeur principal est conservé.La turbine du turbo-
moto-compresseur permet de générer de l’air frais quand l’échangeur principal ne suffit pas par
exemple au sol ou en basse altitude. Les phases de fonctionnement de ce système électrique
dépendent des conditions extérieures et de l’altitude :
– Au sol, le MC permet de créer une dépression en sortie de l’échangeur (trompe) qui ventile
l’échangeur qui ne reçoit plus d’air dynamique. La turbine et le compresseur du MTC
marchent pour fournir la quantité d’air à la température souhaitée dans la cabine ;
– A basse altitude, le MTC et le MC fonctionnent en parallèle en utilisant le système de
récupération d’eau ;
– A haute altitude, le pack de conditionnement d’air est régulé par l’étage compresseur du
MTC et le MC.
FIGURE 1.16 – Schéma du conditionnement d’air électrique d’un avion
Ce système électrique assure une meilleure gestion de l’énergie par un ajustement de la puis-
sance consommée, au juste nécessaire, notamment durant les phases de montée et de descente
de l’avion afin d’éviter les pertes inutiles que nous pouvons avoir sur un système classique (fi-
gure 1.17). Ce gain est donné sur la figure 1.18 par l’économie de kérosène sur un vol commercial
type.
Par ailleurs, il impose l’utilisation de moteurs électriques de moyennes puissances (10 −
200 kW) avec des vitesses de rotation élevées (10k − 100k tr/min) pour assurer à la fois la
compression et le débit d’air (MC et MTC). Ces données définissent un cahier des charges type
sur lequel la suite de l’étude pourra s’appuyer.
Une comparaison des deux configurations a été réalisée [Lie05], et montre que l’intérêt
d’une configuration toute électrique n’est pas si évident aux premiers abords. Le premier pro-
blème est la fiabilité du système due à l’ajout de machines électriques et surtout de l’électronique
de puissance associée. Ensuite vient le problème de la masse du système qui augmente de 50%
par rapport à sa version originelle.
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FIGURE 1.17 – Pertes du système de conditionnement d’air classique [Lie05]
FIGURE 1.18 – Consommation totale de carburant sur un vol de 10h [Lie05]
Cependant cette comparaison s’opère entre un système abouti qui a eu le temps de s’op-
timiser au fil du temps, et un système non mature en train d’émerger. Les possibilités de la
configuration tout électrique sont très attrayantes (souplesse de fonctionnement, minimisation
de la consommation d’énergie), mais une maturité sur le produit doit être acquise. Un travail
sur les machines hautes vitesses et l’électronique de puissance [DA07] pour rendre ce nouveau
système plus fiable, plus léger, moins coûteux est nécessaire.
1.4 Les machines électriques hautes vitesses
Les performances du conditionnement d’air électrique dépendent fortement des moteurs
électriques et des convertisseurs de puissance qui le constituent. S’agissant plus précisément
de l’actionneur, celui-ci doit avant tout être adapté au domaine d’application dit de haute vitesse.
Par conséquent, il s’agit maintenant de distinguer les familles d’actionneurs susceptibles de
répondre à cette gamme de vitesse. Un bref état de l’art des structures opérationnelles nous
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permettra dans ce contexte de rapidement distinguer une structure bien particulière sur laquelle
se basera la suite de l’étude.
1.4.1 Définition de la haute vitesse
Une machine peut être considérée comme une machine haute vitesse lorsque la vitesse pé-
riphérique au rotor avoisine ou dépasse les 100 m/s. Aujourd’hui, la limite de faisabilité de ces
machines qui est liée aux contraintes mécaniques (tenue du rotor) se situe autour des 300 m/s.
A partir de cette définition, la représentation dans le plan vitesse de rotation maximale en
fonction de la puissance de coin maximale (figure 1.19) d’un moteur permettra facilement de le
classer dans la gamme des machines hautes vitesses ou d’en déduire sa faisabilité. La puissance
de coin est la puissance maximale d’un moteur lorsqu’il est conçu pour avoir sa vitesse maximale
à cette même puissance.
FIGURE 1.19 – Limite de faisabilité en fonction de la puissance et de la vitesse [Mul05c]
1.4.2 Machine électrique et domaine d’application
Les machines hautes vitesses sont utilisées pour de nombreuses applications telles que les
turbines, les compresseurs, les machines outils, les pompes à vides.
L’intérêt des ces machines est de pouvoir supprimer un étage mécanique de multiplication de
la vitesse à base d’engrenages, mais aussi de réduire ses propres dimensions. Cette augmentation
de la vitesse conduit, pour une puissance dimensionnante fixe, une diminution du couple, soit à
une réduction de l’encombrement et de la masse.
Les machines électriques peuvent être classées en fonction de la nature des sources électro-
magnétiques mises en intéraction [Alh05]. Nous pouvons ainsi d’une part distinguer les sources
mettant en jeu des courants et les sources exploitant une aimantation. D’autre part, ces sources
de courants ou d’aimantation sont soit produites s’il s’agit de courants circulant dans une ar-
mature polyphasée de conducteurs issus d’une source extérieure ou d’aimants permanents ou
20
1.4 Les machines électriques hautes vitesses
bien induites lorsqu’il s’agit d’induire des courants par effet d’induction ou de polariser un corps
ferromagnétique.
Le tableau 1.2 illustre selon ces distinctions la classification des principales familles de ma-
chines.
Moment magnétique de type : Moment magnétique de type :
aimantation courant
Champ produit
- Alternatif Machine synchrone à aimants Machine synchrone à inducteur bobiné
- Continu Machine à courant continu à aimants Machine à courant continu à inducteur bobiné
Champ induit
Machine à réluctance variable
(Machine à hystérésis)
Machine asynchrone
(Machine à courants induits)
TABLE 1.2 – Machine en fonction de leur interaction électromagnétique
1.4.2.1 Machine synchrone à inducteur bobiné
Dans ce cas, le rotor porte l’inducteur qui se constitue d’un bobinage alimenté en continu
et placé afin de créer autant de polarités Nord/Sud que la machine possède de paires de pôles.
Le stator ou l’induit est constitué d’une culasse qui supporte une armature polyphasée avec un
bobinage polyphasé parcouru par des courants alternatifs formant ainsi un champ tournant dans
l’entrefer. La condition de synchronisme entre la vitesse du champ tournant statorique et roto-
rique, et l’existence d’un moment magnétique assure l’obtention d’un couple électromagnétique
moyen non nul. Deux configurations de rotor sont possibles pour cette machine :
– Un rotor à pôles saillants pour lequel les bobines inductrices sont montées autour de
noyaux polaires massifs ou feuilletés. Ils sont fixés par queues d’aronde ou par clefs sur la
jante qui assure le retour du flux ;
– Un rotor à pôles lisses, le bobinage étant dans ce cas logé dans des encoches taillées dans le
rotor qui peuvent être fermées par des clavettes en acier amagnétique. Les têtes de bobines
de l’inducteur peuvent aussi être maintenues par frettage.
En terme d’application, elle reste la machine de prédilection pour la génération d’électricité
car son fonctionnement en facteur de puissance unitaire est garanti dans tous les cas de figure par
le contrôle de l’inducteur. Elle équipe la majorité des centrales électriques, elle est aussi omni-
présente dans les systèmes embarqués de type groupe électrogène. Les principaux constructeurs
offrent des turbo-alternateurs très performants en rendement couvrant une gamme de puissance
de quelques kilowatts à plusieurs milliers de mégawatts. Le fonctionnement en moteur reste aussi
très intéressant dans la gamme des grosses puissances comme dans la traction ferroviaire (TGV
Atlantique), l’entraînement des soufflantes ou des compresseurs dans l’industrie lourde.
En ce qui concerne les applications hautes vitesses, les machines qui ont un rotor à pôles
saillants ne peuvent convenir, car la tenue du bobinage et leur dissymétrie géométrique sont
trop contraignantes. Les machines à pôles lisses ont une structure de rotor plus favorable aux
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grandes vitesses (meilleure tenue du bobinage, pas de dissymétrie), mais elles sont limitées par
le collecteur permettant d’alimenter l’inducteur.
Exemple d’une machine synchrone à inducteur bobiné (figure 1.20) :
Alternateur triphasé LSA 36 de Leroy Somer [Ler]
Référence P [kW] C [Nm] N [tr/min] U [V] M [kg] cos(φ) [%] P massique [kW/kg]
LSA 36 L8 8.5 27 3000 400 35 80 0.24
(a) Machine synchrone à rotor bobiné du TGVA [Mul04] (b) Alternateur Leroy Somer [Ler]
FIGURE 1.20 – machine synchrone à inducteur bobiné
1.4.2.2 Machine à courant continu
Pour la machine à courant continu, l’inducteur est sur le stator (partie fixe), et composé d’ai-
mant ou d’un bobinage alimenté par du courant continu. Le rotor ou induit se compose d’un
bobinage relié à un commutateur mécanique constitué d’un collecteur sur lequel frottent les
balais. Cet ensemble collecteur-balais alimente les conducteurs de l’induit de telle sorte qu’un
champ tournant soit créé dans l’entrefer. Selon l’application visée, et ses contraintes d’exploita-
tion, différents modes de couplage circuit induit/inducteur sont possibles :
– le moteur à excitation parallèle : l’inducteur et l’induit sont branchés en parallèle ;
– le moteur à excitation série : l’inducteur et l’induit sont connectés en séries ;
– le moteur à excitation composée (compound) : un compromis entre série et parallèle ;
– le moteur à excitation indépendante : avec des aimants ou des bobines.
A l’heure actuelle, même si l’évolution de l’électronique de puissance a permis l’implan-
tation en masse sur le marché des autres types de machine, la machine à courant continu est
encore bien présente. En effet, la simplicité de son convertisseur statique qui permet le réglage
des caractéristiques de sortie, et ses différents couplages induit/inducteur lui permettent d’être
intéressante pour des applications très variées. La traction ferroviaire, l’automobile, l’électro-
ménager sont des secteurs où elle est encore bien représentée. Cependant, son induit tournant
avec son collecteur limite ses performances et nécessite une maintenance régulière. Le couple
massique de ces machines reste inférieur au kg/Nm, pour des rendements pouvant varier de 50 à
90%.
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La vitesse périphérique maximale du collecteur réduite ainsi que les limites de commutation
font que ce moteur n’est pas vraiment prédestiné aux grandes vitesses.
Exemple d’une machine à courant continu (figure 1.21) :
LSK DC de Leroy Somer [Ler]
Référence P [kW] C [Nm] N [tr/min] U [V] M [kg] η [%] P massique [kW/kg]
LSK1124M05 13 65 1910 400 101 82 0.13
FIGURE 1.21 – Machine à courant continu Leroy Somer [Ler]
1.4.2.3 Machine asynchrone
Cette machine fonctionne grâce à une interaction entre une source de courants produites et
une source de courants induites. Le champ tournant statorique génère sur le rotor des courants
induits. Ceux-ci, à leur tour, produisent un champ rotorique déphasé spatialement du champ
stator en fonction du couple à fournir.
Le stator a la même constitution que celui d’une machine synchrone, soit une culasse fer-
romagnétique supportant un bobinage polyphasé alimenté par un courant alternatif. Le rotor se
décline sous deux formes :
– Un rotor à cage d’écureuil qui est constitué de barres conductrices en cuivre ou en alu-
minium traversant un paquet de tôles ferromagnétiques. Les extrémités de ces barres sont
court-circuitées à l’aide de deux anneaux circulaires.
– Un rotor bobiné. Les bobines sont mises en court-circuit, ou sont reliées à un circuit ex-
terne permettant ainsi de faire varier leur impédance, et donc la caractéristique électromé-
canique de la machine.
La machine asynchrone est la plus répandue dans l’industrie avec une large gamme de puis-
sance allant de quelques kW à plusieurs MW. Sa simplicité structurelle et sa robustesse sont ses
atouts majeurs. Par contre, elle a un mauvais facteur de puissance, et des pertes joules au rotor
proportionnelles au glissement, ce qui implique un mauvais rendement comparé à ces rivales .
Pour un fonctionnement à vitesse fixe imposée par le réseau, il suffit de la connecter à celui-ci, à
condition d’avoir un couple de démarrage supérieur au couple de charge. L’évolution de l’élec-
tronique de puissance et de la commande a permis son utilisation dans des applications à vitesse
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variable.
Dans le domaine des grandes vitesses, la structure à rotor bobiné est contraignante à cause
du jeu collecteur/balai nécessaire au rotor. Par contre, la machine asynchrone dans sa version
rotor à cage d’écureuil est très intéressante de part son rotor massif.
Exemple d’une machine asynchrone (figure 1.22) :
SEE de Lenze [Len]
Référence P [kW] C [Nm] N [tr/min] U [V] M [kg] η [%] P massique [kW/kg]
SEE 132S-2B 7.5 24.4 2940 400 70.8 89.5 0.11
(a) Machine asynchrone [Len] (b) Machine asynchrone Leroy Somer [Ler]
FIGURE 1.22 – Machine asynchrone
1.4.2.4 Machine à réluctance variable
Cette machine fonctionne grâce à une interaction entre une source de courants produites et
une aimantation induite. Un champ statorique va créer au rotor, en fonction de l’anisotropie géo-
métrique de son corps ferromagnétique, un ou plusieurs axes de polarisation induite, comparable
à des pôles d’aimants. La création d’un champ tournant au stator et le principe d’attraction/répul-
sion entre ce champ et l’aimantation induite génère un couple qui entraîne le rotor en rotation.
Le stator comporte une culasse ferromagnétique et un bobinage polyphasé. Le rotor est com-
posé d’une pièce massive ou d’un empilement de tôles ferromagnétiques formant géométrique-
ment ou structurellement une anisotropie magnétique intéressante. La machine à double saillance
est une machine à réluctance variable combinant des effets de dentures au stator et au rotor. Son
stator comporte des encoches ouvertes avec un bobinage concentrique.
Cette machine est utilisée en boucle ouverte dans les actionneurs de commande pas à pas
et excelle dans la gamme des petites puissances affiliées à l’électroménager, l’automobile, et le
traitement numérique de l’information.
Dans une configuration double saillance, elle se destine aussi pour des applications
moyennes puissances et hautes vitesses. Ses atouts sont en premier lieu son coût grâce aux
matériaux utilisés, sa simplicité de structure et de fabrication. Son rotor massif est intéressant
pour la haute vitesse pour sa bonne tenue mécanique. Sa structure est parfaite pour travailler
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dans des ambiances extrêmes. Ses gros défauts sont un couple massique faible, des fortes
ondulations de couple, le bruit acoustique généré par le rotor, ainsi qu’une forte consommation
de puissance réactive.
Exemple d’une machine réluctance variable (figure 1.23) :
SR de Rocky Mountain technologies [Roc]
Référence P [kW] C [Nm] N [tr/min] U [V] M [kg] ηmax [%] P massique [kW/kg]
SR 251L 8.4 13.4 6000 115 32 94.6 0.26
FIGURE 1.23 – Machine à réluctance [Alh05]
1.4.2.5 Machine synchrone à aimants
Cette machine fonctionne grâce à une interaction entre une source produite par des cou-
rants et une source magnétique liée à la présence d’aimants permanents. Le stator comporte une
culasse ferromagnétique avec un bobinage polyphasé alimenté par des courants alternatifs. Le
rotor est constitué d’un ou plusieurs aimants permanents placés sur un moyeu éventuellement
ferromagnétique (machine à pôles lisses), l’ensemble constituant l’inducteur de la machine. Ses
aimants polarisés radialement ou tangentiellement sont soit montés en surface (cas précédent),
soit enterrés, soit à pôles saillants avec concentration de flux. Le type et le placement des aimants
au rotor donne une multitude de configurations possibles.
Cette machine couvre un champ d’application très vaste avec une gamme de puissance très
large. Cela va des moteurs pas à pas, en passant par les servomoteurs, jusqu’aux alternateurs
moyennes puissances de production. Sur les moteurs de ventilateur, le rotor supportant les pales
est placé à l’extérieur.
Les principaux atouts de cette machine sont d’avoir un fort couple massique, pouvant dé-
passer 3 Nm/kg, ainsi que de très bons rendements (> 95%). Ses inconvénients sont le coût des
aimants permanents, et la gestion du flux d’excitation des aimants en cas de défauts.
Les aimants terres rares à forte polarisation radiale permettent de conserver un fort couple
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massique combiné à une faible inertie du rotor, ce qui est très avantageux dans le domaine des
grandes vitesses. Les rotors avec les aimants montés en surface nécessitent l’adjonction d’une
frette pour la tenue mécanique de l’ensemble qui contribue à diminuer le couple massique, et
ajouter des pertes supplémentaires dans certains cas. Dans ce type d’application, les hautes
fréquences introduisent d’importantes pertes au rotor qui ne sont pas forcément compatibles
avec les températures de fonctionnement des aimants.
Exemple d’une machine synchrone à aimants permanents(figure 1.24) :
AKM de Danaher Motion [Dan]
Référence P [kW] C [Nm] N [tr/min] U [V] M [kg] η [%] P massique [kW/kg]
AKM 5 17 6000 400 11 >90 0.45
(a) Machine synchrone à aimants [Mul05b] (b) Machine synchrone à aimants permanents [Dan]
FIGURE 1.24 – Machine synchrone à aimants permanents
1.4.2.6 Synthèse des machines dans la gamme des hautes vitesses
En guise de synthèse, le tableau 1.3 illustre pour chacune des machines présentées ses avan-
tages et inconvénients ainsi que son domaine d’application.
Ceci étant si nous nous référons au cahier des charges donné en 1.3.5, les machines asyn-
chrones et les machines synchrones à aimants permanents constituent logiquement les structures
les plus adaptées.
Notre choix s’est finalement porté sur la machine synchrone à aimants permanents princi-
palement en raison de son fort couple massique qui nous permettra d’avoir des équipements
embarqués les plus légers possibles. Dans l’aéronautique, même si le coût n’est pas négligeable,
le poids du système embarqué est une contrainte majeure, sachant que de surcroît, sur un pack
de conditionnement d’air, la machine électrique ne représente qu’une petite partie du coût du
système.
Le choix de la machine à aimants permanents soulève cependant des contraintes d’utilisation
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Avantages Inconvénients Applications
Machine
synchrone à
rotor bobiné
- bon rendement - deux sources d’énergie
sont nécessaires
Forte puissance
(1-100 MW)- réglage du facteur de
puissance - maintenance
(balai-collecteur)
- alternateur
- compresseur (industrie,
gaz et pétrole)
Machine à
courant continu
- simplicité de
fonctionnement
- maintenance
(balai-collecteur)
Pas d’application dite
hautes vitesses
- facilité de réglage des
grandeurs de sortie
- faible rendement
- faible couple massique
Machine
asynchrone
- structure simple et
robuste
- couple/courant de
démarrage
Large gamme de
puissance :
- économique - rendement diminue avec
la vitesse
- volant d’inertie
- pompe
- pertes rotoriques - usinage grande vitesse
- compresseur
Machine à
réluctance
variable
- rotor massif - faible couple massique Petite et moyenne
puissance :- très économique - forte ondulation de
couple- structure simple - ventilateur
- bruit acoustique - capteur
- mauvais facteur de
puissance
Machine
synchrone à
aimants
- fort couple massique - coût élevé Large gamme de
puissance :- très bon rendement - température limite des
aimants- simple à commander - volant d’inertie
- pompe
- usinage grande vitesse
- compresseur
- alternateur
TABLE 1.3 – Tableau de synthèse sur les machines hautes vitesses
liées par exemple aux pertes fer, au bruit acoustique, à la difficulté d’évacuer la chaleur, ou bien
à la tenue des aimants qu’il est indispensable de traiter en vue d’une application haute vitesse.
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1.5 Conception des machines synchrone à aimants permanents à
hautes vitesses
1.5.1 Les limites
Dans un contexte aéronautique, une machine haute vitesse doit pouvoir fournir un couple
maximal dans un encombrement réduit en tournant à des vitesses périphériques proches des
limites de faisabilité technologique. Il est donc essentiel d’évaluer précisément les différentes
limites auxquelles son dimensionnement est assujetti [Bia04b], [Bia03a].
1.5.1.1 Les limites thermiques
Le couple maximum que peut fournir un moteur dépend essentiellement de la capacité de
refroidissement du système, et de sa tolérance à la chaleur. Les pertes Joules qui constituent
une des sources principales d’échauffement dans la machine sont quantifiables par l’équation de
base 1.1. D’un point de vue technologique le choix de la classe d’isolation du bobinage reste
donc un des premiers éléments déterminants de la conception [Mul05b].
PJ = ρ.ϑ.J2cu (1.1)
avec ρ : résistivité du conducteur [Ω.m],
ϑ : volume du conducteur [m3],
Jcu : densité de courant dans le conducteur [A/m2],
En premier approche, un calcul au premier ordre de la puissance dissipée sur le stator permet
d’évaluer l’échauffement de la machine [Bia04a] :
Pd = h.ϑW .pi.De.L (1.2)
avec De : diamètre extérieur de la machine [m],
L : longueur de fer de la machine [m],
ϑW : température du bobinage [°C],
h : coefficient de transfert thermique [W/( ◦C.m2)].
La valeur de h varie en fonction du type de refroidissement de la machine :
– pour un refroidissement naturel par air (1 bar) : h =5 W/( ◦C.m2).
– pour un refroidissement par air forcé (10 bars) : h =130 W/( ◦C.m2).
– pour un refroidissement naturel par eau : h =600 W ( ◦C.m2).
– pour un refroidissement par eau forcé (2.5 m/s) : h =10 000 W ( ◦C.m2).
Le choix étant fixé, toutes les méthodes permettant d’améliorer la résistance à la chaleur
(classe de température des systèmes isolants), ou permettant d’améliorer la conductivité ther-
mique de l’ensemble pour mieux évacuer cette chaleur doivent être envisagées. Le type d’impré-
gnation, ainsi que le moulage du stator sont des solutions possibles. La méthode de refroidisse-
ment est le troisième angle d’attaque permettant de repousser cette limite. Dans les applications
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fortes puissances, les concepteurs ont recours à des méthodes complexes par le biais de fluides
circulant dans le rotor et/ou le stator.
La méthode de refroidissement la plus performante pour les conducteurs consiste à faire
passer un liquide ou un système de pulvérisation d’huile à l’intérieur de ceux-ci. Cependant, ce
type de refroidissement direct est d’une part trop cher pour des machines de moins de 200 kW,
et augmente d’autre part le diamètre extérieur du stator.
Pour les machines de faible puissance, ou les machines dites fermées en raison de la
pollution électromagnétique (CEM), le refroidissement ne peut être effectué uniquement par
le stator. Le refroidissement du stator dans le cas des machines hautes vitesses se fait par air,
eau, huile ou avec un liquide spécial. Il est souvent intéressant d’intégrer le système complet de
refroidissement à la machine afin d’optimiser le système complet.
Soulignons qu’en général, la machine encochée dissipe mieux les pertes au niveau du rotor
comparée à la machine sans encoches. En effet, la machine encochée bénéficie d’un coefficient
thermique meilleur grâce aux dents en fer.
Pour les machines hautes vitesses, les pertes d’origine magnétique sont aussi à considérer.
En effet, les pertes fers au stator, et au rotor sont relativement importantes à cause des hautes fré-
quences régnant dans la machine. Dans le cas des machines à aimants, elles sont principalement
dues au flux produit par les aimants (surtout pour un moteur sans encoche) et elles doivent être
évacuées par le stator en plus des pertes joules.
(a) machine avec encoches (b) machine sans encoche
FIGURE 1.25 – Couple en fonction des courants statoriques pour deux types de ma-
chine [Bia03b]
Une fois la machine conçue, la limite thermique est alors atteinte en augmentant le couple
de la machine qui varie linéairement en fonction du courant (figure 1.25).
Dans le cas, où les machines sont fermées, la difficulté pour évacuer la chaleur contenue au
niveau du rotor implique une diminution de la limite thermique pour éviter de s’approcher de
la température de Curie des aimants, afin de prévenir toute démagnétisation irréversible de ces
derniers.
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1.5.1.2 Les limites magnétiques
Afin d’éviter la désaimantation irréversible des aimants, il convient de s’assurer qu’en régime
de fonctionnement permanent le champ magnétique d’excitation auquel est soumis l’aimant et
qui résulte de l’intersection entre la droite de charge et la caractéristique B(H) de l’aimant,
(figure 1.26) reste inférieur en norme au champ coercitif HcJ .
FIGURE 1.26 – Courbe de désaimantation d’un aimant permanent [Mor02]
La limite magnétique associée à la démagnétisation des aimants impose une valeur maximum
du courant statorique, et donc un couple maximum générateur d’une réaction d’induit démagné-
tisante. Cette limite magnétique est plus faible pour des aimants à faible polarisation rémanente
(ferrite) comparé à des aimants types NdFeB ou SmCo.
A titre d’illustration, un test a été effectué pour évaluer le risque de démagnétisation dans
deux structures de machines bien distinctes (Figure 1.27) [Bia04b], [Bia06] de machines à ai-
mants permanents respectivement avec et sans encoches :
(a) machine avec encoches (b) machine sans encoches
FIGURE 1.27 – Réaction d’induit par l’induction dans l’entrefer à vide et en charge [Bia04b]
Dans la machine sans encoches, la réaction du courant sur le champ dans l’entrefer est assez
faible. Une courte surcharge ou une pointe de courant est acceptable, et sans danger pour les
aimants.
Dans la machine avec encoches, nous décelons une forte réaction de l’induction dans l’en-
trefer due aux courants, ce qui montre que le risque de démagnétisation est plus important pour
ce type de moteur.
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1.5.1.3 Les limites mécaniques
Dans les machines hautes vitesses, les limites mécaniques sont liées aux efforts radiaux et
tangentiels que les matériaux constituant le rotor peuvent supporter. Les contraintes maximales
tangentielles à l’intérieur du rotor doivent être prises en compte pour accepter les vitesses et les
survitesses qui peuvent être produites. Ces machines ont des petits rotors (quelques centimètres),
et il faut souvent faire un compromis entre le volume des aimants et de la frette pour avoir la
meilleure puissance volumique de la machine.
L’excentricité du rotor est aussi un paramètre important à prendre en compte lors de la
conception. En effet, la machine fonctionnant à haute vitesse, de légères excentricités peuvent se
former dues à la dilatation des matériaux, ou lors du fonctionnement en transitoire (changement
brutal de la vitesse) de la machine. Selon le type de palier (palier à air, ou à huile), des
excentricités peuvent subsister au démarrage, et à faible vitesse ce qui engendre des forces
radiales importantes devant être supportées par le rotor.
Pour les moteurs de petites puissances ayant un petit diamètre intérieur, l’utilisation d’un
aimant avec une paire de pôles formé par un seul bloc cylindrique est souvent utilisé. Les aimants
ont un module de Young faible, donc ils sont sensibles à la force centrifuge. Dans l’hypothèse,
où les aimants sont parfaitement collés à l’arbre, les contraintes mécaniques des aimants sont
transférées à l’arbre.
Dans le cas de vitesse élevée, pour des rotors multipolaires avec des aimants séparés, ainsi
que pour des grands diamètres de rotor, il est nécessaire d’utiliser des frettes (retaining sleeve).
Les frettes sont le plus souvent amagnétiques pour éviter de court-circuiter les pôles. Les ma-
tériaux intéressants pour le frettage doivent être résistants aux fortes contraintes mécaniques, et
avoir une faible densité, ainsi qu’une dilatation thermique faible. Les fibres de carbones, l’alliage
de titane (TA6V), ou les aciers non magnétiques sont les meilleurs matériaux (tableau 1.5). Afin
de tenir les aimants deux solutions sont envisageables [Gie04] :
– contrôler l’expansion de l’arbre pour avoir la même dilatation au niveau de la frette que
dans l’arbre.
– diminuer la dilatation de la frette.
La conductivité des frettes est une des origines des pertes rotoriques générées par les
courants de Foucault qui y circulent.
La machine subit aussi des efforts électrodynamiques proportionnels aux courants instanta-
nés. Les harmoniques de courant créent des impulsions de couple générant des vibrations et du
bruit acoustique. Ces efforts peuvent entraîner la destruction des matériaux.
1.5.1.4 Les limites technologiques dues à l’électronique de puissance
Les convertisseurs statiques de puissance assurent la mise en forme de l’énergie électrique
qui alimente la machine. Le plus souvent, un onduleur (inverter) conditionne une source continue
(DC bus) pour alimenter une machine alternative. Il utilise des semi-conducteurs de puissance
dont le choix dépend de la puissance à fournir et de la fréquence de fonctionnement de la machine
(figure 1.28).
Parmi les limites d’exploitation, la fréquence de commutation constitue dans le contexte
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d’une application haute vitesse un des critères de choix du composant prépondérant qui influe
directement sur le nombre de paires de pôles (une vitesse de rotation de 100 000 tr/min im-
pose une fréquence de rotation de 1667 Hz soit un composant qui commute à 16 kHz pour une
machine simplement bipolaire).
FIGURE 1.28 – Gamme des semi-conducteurs en puis-
sance et en fréquence [Fra04]
FIGURE 1.29 – Bras d’IGBT de
10 kW (13 ×
14× 3, 8mm) [ABB]
Dans la gamme de puissance et de vitesse requise par un système de conditionnement d’air
d’avion, le transistor bipolaire à grille isolée (IGBT : Insulated Gate Bipolar Transistor) constitue
le composant de prédilection intégré dans les convertisseurs (figure 1.29). Issus d’une hybridation
entre un transistor bipolaire et un MOS (Metal Oxyde Semiconductor) de puissance, il se destine
à des applications moyennes puissances nécessitant une fréquence de découpage élevée. L’IGBT
s’est bien développé au fil des années en élargissant sa gamme sur celle des GTO (Gate Turn-Off
Thyristor) et des MOS.
1.5.1.5 Les limites liées aux effets capacitifs
Les courants hautes fréquences dus à l’électronique de découpage des convertisseurs
s’écoulent par les capacités de fuite formées naturellement entre les conducteurs (alimentation,
bobinage) et la masse du système d’entraînement. Si l’énergie produite par ces impulsions de
courant est suffisante au niveau des paliers, elle peut entraîner leur détérioration par piquage.
Pour des roulements, ce phénomène se traduit par un transfert de métal entre les billes et les
pistes de roulement (figure 1.30).
Dès lors que deux éléments conducteurs sont séparés par un isolant, il y a un effet capaci-
tif. En conséquence, une machine électrique bien isolée constitue un terrain privilégié pour les
capacités de fuite. Par exemple, une spire d’enroulement moteur isolée de la carcasse par un
vernis et un isolant d’encoche a une capacité par rapport à la carcasse du moteur. Des capacités
de fuite se forment ainsi naturellement entre les conducteurs et la terre d’un système d’entraîne-
ment [Bal99], [Bre99].
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FIGURE 1.30 – Photos de détérioration de palier par piquage [Bal99]
Nous savons que l’impédance d’une capacité est inversement proportionnelle aux produits
capacité-fréquence. Les capacités à l’intérieur du moteur étant faibles, elles présentent une forte
impédance en basse fréquence, ce qui bloque ces courants de circulation. Il en va autrement pour
les hautes fréquences auxquelles travaillent les variateurs. En effet, aux très hautes fréquences,
même les faibles capacités constituent un chemin de faible impédance pour la circulation des
courants. Ces courants font partie du courant de mode commun total et empruntent un parcours
appelé "boucle de mode commun" (figure 1.31). Le nombre de ces boucles dépend de la configu-
ration du système et des règles d’installation mises en oeuvre. Elles partent toutes de la source de
tension de mode commun, à savoir le variateur lui même, où les fronts de tension de l’onduleur
se traduisent, aux fréquences élevées, par des impulsions de courant de forte intensité. Le courant
de mode commun ne cherche pas naturellement le réseau de terre sous la surface du bâtiment ou
tout transformateur de puissance et sa terre associée. Il s’écoulera cependant par ceux-ci ou par
le parcours de plus faible impédance (couplages capacitifs parasites) jusqu’au bus continu, via
le châssis du variateur.
FIGURE 1.31 – Chemins des courants dus aux effets capacitifs [Bal99]
Pour remédier à ces problèmes il faut :
– Définir un itinéraire court et de faible impédance pour le retour du courant de mode com-
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mun vers le variateur. La méthode la plus efficace et la plus aisée consiste à utiliser des
câbles moteurs blindés de bonne qualité, correctement raccordés aux deux extrémités.
– Utiliser uniquement des câbles moteurs symétriques. Le conducteur de terre (PE) du câble
moteur doit envelopper tous les conducteurs de phase, ou le câble doit être constitué de
trois conducteurs de phase et de trois conducteurs de terre parfaitement symétriques.
– Ajouter des liaisons d’équipotentialité entre les différents équipements. Il peut être néces-
saire de réaliser l’équipotentialité entre les carcasses du moteur et de la machine entraînée
pour éviter la circulation de courant dans les paliers.
1.5.2 Les pertes
Les pertes de la machine, sources de chaleur, doivent être minimisées et contrôlées afin de
ne pas dépasser les limites thermiques, et pour avoir un rendement optimal au point de fonction-
nement nominal.
1.5.2.1 Les pertes statoriques
Elles sont constituées des pertes fer et des pertes cuivre. Concernant les pertes fer, celles-ci
sont essentiellement dues aux flux produits par les aimants, et se divisent en deux catégories :
les pertes par courants de Foucault et les pertes par hystérésis. Les pertes dues aux courants
de Foucault dans le bobinage se créent entre les conducteurs parallèles, et à l’intérieur même du
conducteur. Normalement, les pertes par courants de Foucault dues aux harmoniques de courants
restent faibles, si le filtre est bien dimensionné. Les pertes cuivre, quant à elles sont proportion-
nelles au carré du courant. Dans le cas des machines à haute vitesse, les pertes fer peuvent devenir
plus importantes que les pertes cuivre.
Les harmoniques de courants créées par l’onduleur génèrent des pertes supplémentaires qui
peuvent cependant être contrôlées à l’aide de techniques de filtrage.
Ainsi, comme l’illustre l’histogramme 1.32 caractéristique d’une machine tournant à 30 000
tr/min, en fonction de la configuration géométrique du stator (avec ou sans encoches) et du type
d’aimant utilisé (ferrites ou terres rares), les pertes fer peuvent varier du simple au double par
rapport aux pertes cuivres [Bia04b].
FIGURE 1.32 – Les pertes statoriques dans différentes configurations de moteurs. [Bia04b]
Les matériaux utilisés pour le stator sont le plus souvent des tôles empilées en fer silicium
(FeSi), et quelques fois des matériaux plus coûteux, et plus performants tels que le fer cobalt
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(FeCo), et le fer nickel (FeNi). Pour des petits systèmes (relais, capteur, tores) les tôles sont
constituées d’empilement de feuilles (0.05 mm) de Mumetal. Les blocs de poudres magnétiques
(Soft Magnetic Composite : SMC) émergent aussi dans les actionneurs hautes fréquences, car
ils sont susceptibles de mieux dissiper la chaleur et sont caractérisés par des fortes résistivités
électriques.
Les pertes dans les tôles au stator peuvent être très importantes pour des hautes fréquences.
Afin de limiter ces pertes, des solutions sont données en jouant seulement sur l’épaisseur ou la
matière du matériau produisant ces pertes.
Dans certaines structures de machine [Gie04], il a été montré que pour une fréquence de
fonctionnement inférieure à 400 Hz, l’épaisseur optimum des tôles est 0.2 mm. Si cette fréquence
est supérieure ou égale à 700 Hz, l’épaisseur optimum des tôles est 0.1 mm avec du FeSi (3% Si,
0.4% Al, 96, 6% Fe).
Au delà du kiloHertz, les matériaux composites magnétiques deviennent intéressant car ils
génèrent moins de pertes fer à haute fréquence, ceci malgré leur faible perméabilité relative
(µr = 550) comparé aux tôles en FeSi (µr = 4000) [Zhu97]. Les pertes fers produites par les
SMC sont des pertes par hystérésis, les pertes par courants de Foucault étant négligeables grâce
à leur faible conductivité.
1.5.2.2 Les pertes rotoriques
Dans le cas des machines hautes fréquences, les pertes au rotor ne peuvent pas être négli-
gées, car souvent mal évacuées, elles provoquent une élévation de la température, et des risques
importants de démagnétisation des aimants.
Les aimants permanents des machines hautes vitesses sont généralement frettés. La frette et
les aimants sont tous deux exposés aux harmoniques contenues dans le flux créé par l’armature
statorique. Ces harmoniques sont générées par l’encochage du stator, et les harmoniques de la
Force Magnéto-Motrice (F.M.M.) induites par les commutations de l’onduleur, et par la forme du
courant. Ces harmoniques de flux créent des courants de Foucault, dans les parties conductrices
du rotor, qui sont proportionnelles au carré de la fréquence. Les pertes dans les aimants peuvent
être diminuées en les segmentant, ce qui permet de les isoler électriquement, et d’éviter les
circulations de courants de Foucault entre eux.
Les aimants des rotors ne possédant pas de frette ou ayant des frettes non conductrices sont
directement exposés aux harmoniques de FMM. La plupart des aimants étant des bons conduc-
teurs, des pertes par courants de Foucault vont être créées, et cela risque de dangereusement
échauffer ces derniers. Les frettes conductrices forment un écran de protection limitant ce phé-
nomène.
Les matériaux utilisés pour le frettage sont le cuivre, le titane, l’acier inoxydable, les fibres
carbones. Le matériau utilisé pour fretter le rotor générera plus de pertes s’il est conducteur ou
magnétique. Une étude montre que les pertes au rotor augmentent de façon quadratique avec la
vitesse, sauf dans le cas où la frette est en cuivre [Bia03b].
Enfin, l’utilisation des culasses magnétiques rotoriques faites d’un seul bloc cylindrique non
laminé, afin de tenir les contraintes mécaniques dues aux forces centrifuges ne permettent pas de
diminuer ces pertes.
L’ensemble des matériaux employés pour réaliser le rotor vont toujours être choisis pour
minimiser la production de pertes et faciliter leurs évacuations de part leurs propriétés physiques
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(résistivité électrique, conductivité thermique . . .).
Pour certaines machines hautes vitesses, la machine sans encoche devient le seul moyen de
réduire ces pertes, car elle limite les variations d’induction grâce à son large entrefer magnétique,
et l’absence de variation d’induction normalement dûe aux encoches.
1.5.2.3 Les pertes mécaniques
Les pertes mécaniques correspondent aux pertes dans les enroulements, ou dans les paliers,
et les pertes aérauliques au niveau du (des) entrefers(s). Ces dernières augmentent avec la vitesse
et ne peuvent donc pas être négligées dans le cas des machines hautes vitesses.
Des études quantitatives montrent que les pertes mécaniques de l’ordre de 20% en géné-
ral des pertes totales augmentent de façon significatives et dangereusement pour les machines
hautes vitesses (pouvant atteindre jusqu’à 60% par exemple pour une machine de 40 000 tr/-
min [Bin04]).
Les pertes aérauliques peuvent être diminuées en augmentant l’entrefer mécanique. Mais
cette augmentation diminue automatiquement le couple électromagnétique que peut fournir la
machine. Il est possible de les limiter en choisissant un bon rapport entre le diamètre et la lon-
gueur de la machine qui résulte souvent d’un compromis entre la vitesse critique (diamètre) et
les pertes aérauliques (longueur).
Soulignons que l’utilisation de machines sans encoches mécaniques (encoches fermées) per-
met d’éviter les turbulences aérodynamiques créées dans l’entrefer à cause de la surface encochée
du stator.
1.5.3 Les différentes topologies de machines
Les contraintes inhérentes à la haute vitesse ayant été identifiées, il s’agit maintenant de
proposer des structures de machines susceptibles de répondre au cahier des charges en étant
parfaitement adaptées au domaine des hautes fréquences de fonctionnement. La méthode choisie
consiste dans un premier temps à dissocier la structure générique d’une machine en ses parties
constitutives, et pour chacune d’entre elles d’identifier les solutions technologiques adaptées au
problème étudié.
1.5.3.1 Stator - la culasse
1.5.3.1.1 La forme de la culasse
Concernant la culasse, nous avons choisi d’appréhender le problème de la haute vitesse par
une étude comparative sur la base d’une machine à trois configurations statoriques distinctes :
– stator sans encoches : figure 1.33 ;
– stator à encoches ouvertes : figure 1.34 ;
– stator à encoches fermées : figure 1.35.
Ces trois machines sont de dimensions externes identiques, comportent un bobinage diamé-
tral alimenté par un système de courant sinusoïdaux de même amplitude (J = 2.8 A/mm2 par
encoche). Le rotor est composé d’un aimant à aimantation parallèle fournissant une distribution
sinusoïdale du champ dans l’entrefer.
La forme de la culasse magnétique du stator peut être :
– Cylindrique dans le cas des machines sans encoches : figure 1.33.
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– Dentés avec des ouvertures d’encoches : figure 1.34.
– Dentés sans ouvertures d’encoches : figure 1.35.
FIGURE 1.33 – Machine sans encoche
Caractéristiques :
- Couple = 1.63 Nm
- Bculasse = 0.8 T
- Bentrefer = 0.6 T
Avantages :
- Faibles pertes rotor et fer stator.
- Faible risque de démagnétisation des aimants.
- Champ magnétique dans l’entrefer sinusoïdal.
Inconvénients :
- Evacuation des pertes dans le bobinage plus
difficile.
- Courants de Foucault dans les conducteurs.
- Bobinage plus difficile et frettage nécessaire.
FIGURE 1.34 – Machine avec des en-
coches
Caractéristiques :
- Couple = 1.58 Nm
- Bculasse = 1.2 T
- Bdent = 1.3 T
- Bentrefer = 0.9 T
Avantages :
- Bon refroidissement du stator.
- Champ magnétique dans l’entrefer élevé.
- Pertes par courants de Foucault dans les
bobinages limitées.
- Fabrication assez simple.
Inconvénients :
- Pertes au rotor élevées.
- Risque de démagnétisation des aimants.
- Champ magnétique dans l’entrefer non
parfait.
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FIGURE 1.35 – Machine ave encoches
fermées
Caractéristiques :
- Couple = 1.57 Nm
- Bculasse = 1.3 T
- Bdent = 1.4 T
- Bentrefer = 0.8 T
Avantages :
- Moins de pertes au rotor qu’une machine
dentée.
- Moins de risque de démagnétisation des
aimants.
- Champ magnétique dans l’entrefer élevé.
- Pertes par courants de Foucault dans les
bobinages limitées.
- Champ magnétique dans l’entrefer presque
parfait.
Inconvénients :
- Fabrication complexe.
Il est clair que chacune des configurations présentées à des avantages pour une utilisation à
haute vitesse. Dans notre cas, nous avons préféré rester sur un stator traditionnel (avec des dents)
avec une ouverture d’encoche petite par rapport à l’entrefer afin de limiter les pertes au rotor.
Ces machines hautes vitesses qui sont caractérisées par un faible nombre de paire de pôle
limité par la fréquence de découpage ont une épaisseur de culasse importante pour éviter la
saturation, ce qui accroît le diamètre extérieur.
1.5.3.1.2 Les matériaux pour la culasse
Le choix du matériau de la culasse est fondamental lors de la conception de la machine. La
perméabilité et les caractéristiques du matériau vont influer sur la géométrie de la culasse et donc
sur les dimensions de la machine. Les matériaux utilisés pour réaliser une culasse magnétique
sont le Fer-Silicium, le Fer-Cobalt, le Fer-Nickel, le Mumetal, et les composites magnétiques
(SMC) comme nous l’avons vu dans le paragraphe sur les pertes statoriques. Ces matériaux
voient leurs caractéristiques se dégrader avec l’augmentation de la fréquence et de la température.
La Figure 1.36 montre l’influence de la fréquence sur deux topologies de machines (avec et
sans encoches) et deux matériaux différents (FeSi, SMC). Nous pouvons voir pour chaque cas
l’optimum du rapport D/De (Diamètre interne / Diamètre externe du stator) et la valeur de la
constante de couple [Bia03b].
Dans le cas des machines avec encoches, le rapport D/De est optimum entre 25% et 35%,
alors que pour les machines sans encoche, il est entre 35% et 50%. L’optimum de l’induction
dans le fer diminue avec l’augmentation de la fréquence (0.9 − 1 T à 500 Hz, 0.3 − 0.4 T à
2000 Hz). Le meilleur optimum de l’induction dans le fer est obtenu en utilisant des SMC pour
un moteur à encoches.
Cette étude comparative montre qu’il est manifestement plus intéressant en terme de couple
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FIGURE 1.36 – Représentation des constantes de couple pour une induction dans le fer et un rap-
port D/De à différentes fréquences pour différents matériaux et stator. [Bia03b]
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d’exploiter un machine sans encoche (couple variant dans un rapport compris entre 1, 5 et 2, 5),
et ceci même si ce dernier dissipe moins bien les pertes générées (coefficient thermique inférieur
de 35% à celui d’un moteur à encoches).
Les avantages du moteur sans encoche à haute fréquence montrent qu’il est plus intéressant
que les machines à encoches même si la capacité à refroidir le système est faible. Le couple peut
être multiplié dans un rapport variant de 1.5 à 2.5, en sachant que le coefficient thermique de
transfert de chaleur du moteur sans encoche est 35% plus faible que celui du moteur à encoches.
Une synthèse des meilleurs résultats à différentes fréquences est donnée sur la figure 1.37.
Chaque point du plan correspond au couple maximum que le moteur peut produire à une fré-
quence donnée. Ces résultats sont donnés pour les deux types de machines et les deux matériaux
utilisés. D’après cette figure, il semble être préconisé l’utilisation du SMC plutôt que le FeSi,
ainsi qu’une configuration sans encoche, plutôt que des machines avec encoches lorsque la fré-
quence de fonctionnement est élevée.
FIGURE 1.37 – Représentation des régions de constante de couple pour une induction dans le
fer et un rapport D/De à différentes fréquences et pour différents matériaux et
stator. [Bia03b]
1.5.3.2 Stator - le bobinage
Les machines hautes vitesses ont un faible nombre de paires de pôles, à cause des limites
fréquentielles des convertisseurs ce qui impose un diamètre d’alésage important. A contrario, les
contraintes mécaniques au rotor imposent souvent des machines de faibles diamètres internes.
En conséquence, le bobinage de ces machines doit être relativement simple car peu encombrant.
Il ne possède souvent qu’une ou deux encoches par pôle et phase, et sa configuration correspond
soit à du pas diamétral, soit à du pas raccourci, soit à du concentré sur la dent.
Les configurations les plus usuelles sont :
– le bobinage à pas diamétral : figure 1.38 ;
– le bobinage concentré sur la dent : figure 1.39.
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FIGURE 1.38 – Machine bobinée avec
un pas diametral
Caractéristiques :
- Couple = 1.58 Nm
- Bculasse = 1.2 T
- Bdent = 1.3 T
- Bentrefer = 0.9 T
Avantages :
- Rapport entre le flux embrassé par les enrou-
lements et le flux produit par les aimants est
maximum : k = 1.
Inconvénients :
- Le volume des têtes de bobines est imposant.
- Les pertes joules sont importantes.
FIGURE 1.39 – Machine bobinée avec
un pas concentrique
Caractéristiques :
- Couple = 0.58 Nm
- Bculasse = 1.2 T
- Bdent = 2 T
- Bentrefer = 0.8 T
Avantages :
- Le volume des têtes de bobines est réduit au
minimum.
- Réalisation simple.
- Les pertes joules sont réduites au minimum.
Inconvénients :
- Rapport entre le flux embrassé par les enrou-
lements et le flux produit par les aimants est
faible : k = 0, 86.
1.5.3.3 Rotor - les aimants
1.5.3.3.1 Le type d’aimantation
Dans le cas des petites machines hautes vitesses, l’aimant bipolaire est souvent obtenu par
une unique pièce cylindrique afin d’avoir une meilleure tenue mécanique du rotor. Ce type d’ai-
mant est polarisé parallèlement pour fournir un champ d’induction dans l’entrefer sinusoïdal.
Pour une machine multipolaire (plus de 2 pôles), plusieurs types d’aimantation sont dispo-
nibles une aimantation parallèle, une aimantation Halbach ou radiale (figure 1.40).
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FIGURE 1.40 – Structures d’aimantations d’une machine à aimants 4 pôles : a)Halbach
b)parallèle [Jan04]
A titre d’illustration, la figure 1.41 présente une machine d’une puissance de 5 kW tournant
à 40 000 tr/min et comportant deux rotors distincts. Des calculs 2D (pas d’effets de bords) ont
été réalisés en négligeant les courants de Foucault dus aux mouvements relatifs entre les champs
statoriques et ceux du rotor (synchronisation parfaite). La perméabilité et la conductivité des
aimants et de l’arbre ont été supposées uniformes et la conductivité du stator nulle.
FIGURE 1.41 – Comparaison de la densité de pertes au rotor pour différentes topologies d’ai-
mantation [Jan04]
Cette figure montre que les pertes au rotor sont plus importantes (+13%) dans un moteur à
aimantation parallèle par rapport à un moteur avec une aimantation Halbach. Ce dernier semble
plus approprié en haute vitesse dans les machines multipolaires (p > 1). En effet, cette structure
permet de générer un champ magnétique dans l’entrefer plus sinusoidal que dans le cas d’une
aimantation parallèle des aimants qui crée un champ presque trapézoidal.
Il existe d’autres moyens permettant de retrouver un champ sinusoidal dans l’entrefer en
gardant un moyeu cylindrique. Par exemple, il est possible de biseauter les aimants ou de réduire
l’arc polaire des aimants (figure 1.42).
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(a) Aimants biseautés (b) Diminution de la largeur angulaire des aimants
FIGURE 1.42 – Modification sur les aimants pour obtenir un champ sinusoidal
1.5.3.3.2 Les matériaux utilisés pour les aimants
Les aimants placés au rotor peuvent être des aimants ferrites, terres rares, ou plasto-aimants
(tableau 1.4). Afin de résister à la chaleur dégagée par les pertes, et de réduire ces dernières, les
aimants doivent avoir une température de curie élevée, et une conductivité la plus faible possible.
Les aimants ferrites et les plasto-aimants peuvent être un bon compromis grâce à leur faible
coût et à leur grande résistivité électrique.
Les aimants utilisés pour les machines hautes vitesses sont souvent les aimants terres rares à
cause de leur fort champ coercitif. Le rotor peut subir des températures très élevées jusqu’à plus
de 150 °C mesuré sur l’arbre. A ces températures de fonctionnement les aimants NdFeB ne sont
pas recommandés, il vaut mieux utiliser des aimants SmCo qui résistent à plus de 350 °C [Gie04].
Type Br à 25°C [T] Hcj [kA/m] Température max [°C] Prix [e /kg]
Ferrites 0.4 250 250 6
NdFeB 1.5 2000 220 150
Sm2Co17 1.05 2000 550 300
TABLE 1.4 – Les différents types d’aimants permanents [Mul05a]
1.5.3.4 Rotor - la frette
La frette est souvent indispensable sur les machines hautes vitesses à cause des contraintes
mécaniques que le rotor subit. Comme nous l’avons vu dans le paragraphe sur les pertes roto-
riques, les matériaux les plus utilisés pour le frettage sont le cuivre, le titane, l’acier inoxydable,
et les fibres carbones.
Il est choisi, tout d’abord, en fonction de ces propriétés mécaniques (densité massique, mo-
dule de Young, résistance élastique, dilatation . . .) afin de minimiser son épaisseur, et avoir un
maximum de couple massique. Les pertes qui vont être générées dans le rotor (résistivité, per-
méabilité relative), ainsi que sa capacité à les évacuer (conductivité thermique), sont aussi prise
en compte (tableau 1.5).
Ces pertes sont dues aux variations de la densité de flux dans le rotor créant des courants de
Foucault dans les aimants et les frettes. Ces variations de densité de flux sont dues aux ouvertures
d’encoches, et aux flux produits par les courants statoriques.
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Résistivité Conductivité Densité Module de Résistance
thermique Young élastique
[µΩ.cm] [W/m/K] [g/cm3] [GPa] [MPa]
Cuivre 1, 7 401 9 138 314
Acier inoxydable 70 16 8 190 460
Titane (TA6V) 170 6 4, 5 106 750
Inconel 125 11 8 204 1000
Fibres de carbone ≈ ∞ 1 1, 5 ≈ 170 > 2000
TABLE 1.5 – Matériaux utilisés pour le frettage du rotor [Goo]
1.5.3.5 Rotor - la culasse
Pour les petites machines hautes vitesses, avec un aimant bipolaire fait d’une seule pièce
cylindrique, la culasse est omise, et l’aimant est monté directement sur l’arbre de la machine.
Cette solution permet une fabrication plus simple, mais elle est plus coûteuse car le volume
d’aimant est plus important que dans une machine avec une culasse magnétique. Ce type de
machine possède souvent une inductance faible à cause du large entrefer magnétique que voit
le flux et du faible nombre de spire. Cette inductance faible rend difficile la commande de ces
machines hautes vitesses à causes des pics de courant générés.
Dans le cas des machines multipolaires (p > 1), la culasse magnétique est quasi-
systématique (sauf pour un type d’aimantation Halbach). Elle permet de maintenir les aimants,
et de canaliser le flux au rotor.
Il existe des culasses de formes complexes pour les machines dites "avec pièces polaires"
(figure 1.43). Ces rotors ont la particularité d’augmenter le champ dans l’entrefer en concentrant
le flux produit par les aimants. Ces structures induisent une saillance magnétique qui génère une
ondulation de couple non désirable pour notre application. Ces pièces polaires peuvent être le
siège de courants induits, donc ils sont souvent dans un matériau feuilleté.
La deuxième catégorie de culasse est celle destinée aux machines dite "sans pièces polaires",
correspondant à des rotors à aimants déposés. Elle est de forme cylindrique, carré, ou hexago-
nale, selon le nombre de pôles, avec les arrêtes biseautées pour limiter les fuites de flux entre les
aimants dans le cas des rotors avec les aimants montés en surface (figure 1.44). Les matériaux
utilisés sont des aciers magnétiques pleins (non laminés) pour résister aux contraintes méca-
niques, avec des trous traversant la culasse de part en part au niveau du diamètre intérieur où
l’induction est faible afin d’alléger un maximum le rotor.
La géométrie du rotor influe sur :
– La forme du champs dans l’entrefer ;
– La forme du couple ;
– La valeur des inductances ;
– Le niveau de pertes.
Pour notre application, nous utiliserons la structure de rotor avec les aimants montés en
surface et frettés. Elle a l’avantage de garder une facilité de fabrication avec une culasse rigide,
tout en garantissant un taux d’ondulation de couple très faible.
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(a) Pièces polaires sur les aimants (b) Concentration de flux
(c) Aimants en forme de V (d) Concentration de flux et démar-
rage asynchrone
FIGURE 1.43 – Les structures de rotor avec pièces polaires [Ler06]
(a) Culasse cylindrique (b) Culasse à plan convexe
FIGURE 1.44 – Culasse pour des rotors avec les aimants en surface [Ler06]
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1.6 Conclusion
Le premier chapitre a situé les enjeux majeurs de l’électrification intensive des avions
dans le domaine du conditionnement d’air. Ainsi après avoir brièvement rappelé les sauts
technologiques induits par cette électrification sur le réseau de distribution et les actionneurs de
commande de vol, le secteur du conditionnement de l’air, domaine privilégié de l’équipementier
LIEBHERR qui a initié cette étude, a fait l’objet d’une analyse plus approfondie.
La dissection d’un système complet de traitement de l’air a montré clairement les ruptures
technologiques qui s’y sont opérées à la faveur d’une solution purement électrique. Ainsi l’in-
novation requise a par exemple permis à l’équipementier de proposer une architecture autonome
dont le fonctionnement est complètement décorrélé du réacteur, l’air étant directement prélevé
à l’extérieur. S’agissant de l’actionneur électrique qui entraîne le compresseur, les contraintes
aéronautiques conduisent nécessairement à privilégier des topologies de convertisseurs électro-
mécaniques à forte puissance massique et haut rendement. Un bref état de l’art en la matière
a rapidement distingué la machine à aimants permanents qui offre de plus des fonctionnalités
évoluées lorsqu’elle est alimentée par un réseau à fréquence variable.
La dernière partie du chapitre a donc été consacrée à l’analyse de la machine synchrone à
aimants permanents destinée au conditionnement d’air. Intégrée au cœur du turbo-compresseur,
la machine à aimants permanents doit de fait fonctionner dans une plage de haute voire de
très haute vitesse (> 40 000 tr/mn) dans un environnement très confiné. Dès lors se pose la
problématique des limitations induites par ce type de fonctionnement sur un actionneur dont
les matériaux constitutifs et la structure de base requièrent naturellement quelques précautions
d’exploitation (tenue mécanique et thermique, démagnétisation des aimants . . .).
Un soin particulier a donc été porté sur l’analyse des limites thermiques, magnétiques et
mécaniques associées à l’utilisation à haute vitesse d’une machine à aimants permanents. Si les
contraintes mécaniques ne peuvent être négligées (vitesse périphérique maximale), des solutions
technologiques fiables et pérennes existent désormais (frettage des aimants). Il n’en est pas
de même pour les contraintes thermiques qui restent l’obstacle majeur à la montée en vitesse.
L’analyse des pertes dont l’augmentation est directement liée à la fréquence de rotation de la
machine montre que l’échauffement qui en découle devient rapidement rédhibitoire sur la durée
de vie des aimants. En effet la génération de courants induits au niveau des parties tournantes
rotoriques constitue une source de pertes supplémentaires très dommageable pour les aimants.
Une étude de l’existant présente néanmoins quelques topologies de machines opérationnelles
susceptibles de répondre a priori à ce type de contraintes. Pour s’en assurer, il convient cependant
d’évaluer systématiquement et rapidement les pertes de la machine. C’est dans ce contexte que
la recherche engagée propose d’établir une modélisation appropriée de la machine à aimant
permanent.
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2.1 Introduction
2.1 Introduction
Dans le but de définir un nouvel actionneur à aimants permanents fonctionnant à haute
vitesse, le concepteur doit se munir d’un outil de dimensionnement qui prend en compte les
limitations associées. Dès lors, en sus du calcul des dimensions de la machine à partir d’un
cahier des charges fixé, cet outil de dimensionnement doit non seulement rapidement évaluer
les pertes de la machine mais aussi permettre d’appréhender ses performances en tenant compte
des phénomènes magnétodynamiques induits par la variation de fréquence.
L’objet de ce chapitre consiste donc à présenter un modèle analytique dédié à la conception
des machines à aimants permanents qui tient compte des courants induits générés au sein de
ses parties conductrices tournantes. La base du modèle qui s’appuie sur le calcul analytique du
champ en 2D à partir d’une structure idéalisée de machine sera dans un premier temps explicitée.
Dans un second temps, l’équation caractéristique du problème sera présentée avec sa métho-
dologie de résolution qui repose principalement sur l’application du théorème de superposition.
Une attention particulière sera portée sur la définition des sources de champ coexistant au sein
de la machine, qu’il s’agisse des courants d’alimentation statoriques, des aimants permanents
ou des courants induits au rotor. La résolution des équations du champ fourniront les grandeurs
électromagnétiques de base (potentiel vecteur, induction) à partir desquelles les caractéris-
tiques électromagnétiques de la machine peuvent être déduites (couple, force électromotrice . . .).
Une phase de validation par simulations numériques viendra naturellement confirmer le mo-
dèle analytique à partir de deux machines distinctes. Il s’agira tout d’abord au travers d’une
machine à induction de valider le principe de modélisation mis en avant pour tenir compte des
courants induits générés sur un rotor conducteur. Puis logiquement, une seconde série de simu-
lations sera menée sur une machine synchrone à aimants permanents dont les parties rotoriques
sont affectées d’une conductivité non nulle.
2.2 La modélisation pour l’outil de conception
2.2.1 L’outil de pré-dimensionnement machine
Le chapitre précédent a permis de mettre en évidence les contraintes inhérentes à la haute
vitesse, dans le domaine des actionneurs électromécaniques dédiés à des applications aéronau-
tiques. L’étude des échauffements générés, et des efforts auxquels sont soumis les actionneurs
oblige le concepteur à repondérer certains critères de dimensionnement jusque là mis au second
plan.
Dans ce cas, un dimensionnement s’appuyant uniquement sur un modèle magnétique ne peut
être envisagé. Il faut utiliser des modules complémentaires (pertes, thermique, mécanique) qui
permettront de guider la conception de l’actionneur vis à vis d’un cahier des charges haute vitesse
(figure 2.1).
Le dimensionnement proposé doit à la fois être précis afin de prendre en compte toutes
les contraintes mises en évidence, et s’appuyer sur une modélisation analytique qui ne soit
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FIGURE 2.1 – Schématique de l’outil de conception
pas trop lourde afin que la résolution du problème reste rapide dans un processus d’optimisa-
tion [Fit03], [Fit04], [Fon07].
Les machines synchrones à aimants permanents à pôles lisses constitueront l’actionneur de
base en raison de son fort couple massique et de son coût de fabrication.
2.2.2 Description du modèle et de ses hypothèses
2.2.2.1 Le modèle électromagnétique
Afin de respecter les contraintes de précision et de rapidité énoncées plus haut, nous utili-
serons une modélisation électromagnétique de la machine par calcul analytique du champ ex-
ploité depuis plusieurs années au sein du groupe GREM3 du laboratoire LAPLACE-INPT EN-
SEEIHT [Nog00], [Nog90], [Dav84].
Cette modélisation permet de définir en régime magnétostatique les caractéristiques électro-
magnétiques fondamentales telles que le couple ou la force électromotrice (FEM) développés
par l’actionneur à partir de ses dimensions, et des caractéristiques physiques des matériaux qui
le constituent. L’étude, ici présentée, consiste à étendre ce modèle dans le domaine de la ma-
gnétodynamique afin de prendre en compte les courants induits dans les parties conductrices du
rotor.
Il s’appuiera donc principalement sur la résolution des équations de Maxwell et Maxwell-
Faraday dans un système de coordonnées cylindriques à partir de structures électromagné-
tiques pouvant être divisées en plusieurs couches concentriques d’épaisseur et de perméabilité
constantes [Nog01].
2.2.2.2 Structure idéalisée pour la modélisation
La modélisation se base sur une adaptation de la machine de référence (figure 2.2) à une
structure pouvant être résolue par calcul analytique du champ répondant à quelques hypothèses
de travail comme suit :
• Une formulation analytique en deux dimensions car la longueur "h" des machines étudiées
est grande comparée au rayon d’alésage "a", ce qui nous permet de négliger les effets de bords.
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FIGURE 2.2 – Coupe d’une machine synchrone à aimants permanents et à pôles lisses
Nous considérerons que le système est invariant par translation suivant l’axe de rotation.
• Le bobinage est logé dans des encoches réalisées dans le paquet de fer servant aussi de
culasse magnétique. Nous pouvons séparer le stator en deux zones (figure 2.3) :
– la culasse qui est une zone homogène suivant "θ", et sur toute son épaisseur "CS".
– la zone non homogène où se côtoie les dents et les encoches contenant le bobinage. Celle-
ci sera tout simplement supprimée, les fuites d’encoches ne seront pas calculées et devront
être considérées séparément.
(a) Stator de la structure de référence (b) Stator utilisé pour la modélisation
FIGURE 2.3 – La modélisation du stator
• Le stator et le rotor, ainsi représentés, sont constitués de zones cylindriques concentriques,
d’épaisseur et de perméabilité constantes. Les matériaux ferromagnétiques composant ces parties
possèdent une perméabilité finie, constante, et très grande devant l’air. Dans la mesure, où ces
matériaux ne sont pas utilisés dans la zone saturée de fonctionnement, nous considérerons que les
culasses ont une perméabilité infinie. Le champ magnétique d’excitation H est alors considéré
nul.
• Le bobinage stator est représenté sous la forme d’une densité de courant linéique par une
distribution d’Ampère-tour au niveau des ouvertures d’encoches prenant en compte l’encochage
(du point de vue de la distribution des conducteurs).
L’entrefer "e" est supposé constant, et nous négligerons les modulations du champ dans
l’entrefer produit par la variation du champ rotor due à l’encochage. Le remplacement de l’induit
encoché par un induit lisse peut être modélisé en prenant un entrefer corrigé "ec" qui correspond
à la largeur d’entrefer "e" multiplié par un coefficient correctif "kc", appelé aussi coefficient de
Carter ( [Mat91]), tel que :
ec = kc.e (2.1)
• Dans le cas spécifique des machines à très hautes vitesses, la présence de champs hautes
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fréquences, et de matériaux conducteurs dans l’entrefer magnétique crée des courants de Fou-
cault indésirables. Ces courants induits, dans les frettes et les aimants, seront représentés par une
nappe de courants superficiels au rotor entre l’entrefer et les aimants.
• La couronne aimantée se compose de blocs d’aimants qui sont soit jointifs, soit séparés par
des cales amagnétiques. Nous considèrerons cette zone avec une perméabilité égale à celle de
l’air "µ0". Cette hypothèse n’est pas contraignante puisque la perméabilité des aimants "µp" est
très proche de celle de l’air (µp ' 1.1µ0). Les aimants permanents seront caractérisés par leur
polarisation qui pourra être soit radiale soit parallèle. Celle-ci sera uniforme suivant le rayon de
la machine.
L’ensemble de ces hypothèses revient à simplifier la structure en ne considérant que deux
couches qui sont l’entrefer (zone 3) et les aimants permanents (zone 2) avec deux densités de cou-
rant linéique qui représente les courants statoriques et les courants induits au rotor (figure 2.4).
FIGURE 2.4 – Section du modèle électromagnétique considéré
2.3 Le calcul analytique du champ
2.3.1 Principe et mise en équation
En régime magnétostatique, le modèle analytique s’appuie sur les équations de Maxwell
suivantes [Nog05], [Kon93] :
- champ magnétique :
divB = 0 (2.2)
rotH = J (2.3)
- potentiel magnétique :
B = rotA (2.4)
où : B est l’induction [T ],
H est le champ magnétique d’excitation [A/m],
A est le potentiel vecteur [Wb/m],
J est la densité de courant [A/m2].
Les lois constitutives qui régissent l’état magnétique dans les milieux continus constituant
les différentes parties de la machine sont :
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- dans l’entrefer
B = µ0.H (2.5)
- dans les aimants
B = µ0.H+ Jp (2.6)
où Jp est l’induction rémanente qui est égale à l’aimantation à champ nul [T ].
Dans les aimants, cette relation est viable si le point de fonctionnement reste sur la partie
linéaire de la caractéristique de recul.
Dans notre étude, nous négligerons la formation de courants de Foucault dans la zone carac-
térisant les aimants. Par conséquent, nous déduirons des lois formulées précédemment la forme
générale des équations :
- dans l’entrefer
rot
(
rotA
µ0
)
= 0 (2.7)
- dans les aimants
rot
(
rotA
µ0
)
= rot
(Jp
µ0
)
(2.8)
Par la suite, nous donnerons uniquement l’expression de l’équation dans les aimants sachant
qu’il suffit d’annuler l’aimantation radiale "Jp" pour obtenir l’équation dans l’entrefer.
La structure considérée (figure 2.4) est étudiée dans un système de coordonnées cylindriques
(0, r, θ, z) dont l’axe (0z) est confondu avec l’axe de rotation. La machine est supposée invariante
par translation suivant (0z). Le principe du calcul analytique consiste à résoudre les équations 2.7
et 2.8 exprimant le potentiel vecteur dans l’entrefer et les aimants. Ce potentiel vecteur "A" se
retrouve avec une seule composante non nulle "A" suivant (0z), donc ces équations vectorielles
se réduisent à des équations scalaires de la forme :
∂2A
∂r2
+ 1
r
∂A
∂r
+ 1
r2
∂2A
∂θ2
= 1
r
(
∂Jpr
∂θ
− ∂Jpθ.r
∂r
)
(2.9)
Comme nous considérons une aimantation uniforme suivant le rayon "r", les composantes
"Jpr" et "Jpθ" sont indépendantes par rapport à "r", ce qui permet de simplifier la dérivée partielle
"∂Jpθ.r∂r " en "Jpθ" dans l’équation 2.9.
Cette équation aux dérivées partielles qui est une équation de Poisson admet une solution de
la forme :
A(r, θ) =
∞∑
λ=1
[
ν1λ.r
λ.p + ν2λ.r−λ.p + α1λ(r)
]
cos(λ.p.θ)
+
[
ν3λ.r
λ.p + ν4λ.r−λ.p + α2λ(r)
]
sin(λ.p.θ) (2.10)
Dans cette équation, "ν1λ, ν2λ, ν3λ, ν4λ" sont des constantes réelles qui seront identifiées
en exprimant les conditions de passages entre deux milieux. Les paramètres "α1λ, α2λ" sont
déterminés en fonction des aimants (Jpr, Jpθ). Les composantes de rang "λ" figurant dans la
solution résultent directement des harmoniques d’espaces contenues dans les sources du champ.
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Le paramètre "p" représente le nombre de paire de pôles de la machine.
Afin d’obtenir les constantes réelles pour chacune des zones, il faut utiliser la condition de
passage entre les zones 2 (aimants) et 3 (entrefer), ainsi que les conditions aux limites entre les
zones 1 (rotor) et 2, puis 3 et 4 (stator).
- Condition de continuité entre la culasse stator et l’entrefer.
Cette condition de passage fait apparaître les courants d’alimentations du stator par le biais
d’une densité de courant linéique. La continuité de la composante tangentielle du champ magné-
tique (théorème d’Ampère) "H" sur cette frontière est donnée par :(
∂A3
∂r
)
r=R4
= µ0.ks (θ, t) (2.11)
où :R4 est le rayon d’alésage (entre la zone 3 et 4) [m],
A3 est le potentiel vecteur dans l’entrefer [Wb/m],
ks (θ, t) est la densité de courant statorique [A/m].
- Condition de continuité entre l’entrefer et les aimants.
Dans le but de modéliser les courants induits dans la frette conductrice ou/et dans les ai-
mants, nous avons choisi d’intégrer une nappe homogène conductrice entre les aimants (zone
2) et l’entrefer (zone 3). Le champ engendré dans le domaine d’étude est régi par les équations
locales 2.2, 2.3, 2.4 auxquelles il faut alors rajouter l’équation de Maxwell-Faraday [Cou06] :
rotE = −∂B
∂t
(2.12)
où E est le champ électrique [V/m].
Compte tenu des hypothèses d’invariance par translation précédemment admises, ce champ
électrique est porté par l’axe de rotation "Oz". En supposant des conditions de court-circuit
idéales (forte conductivité) aux extrémités du cylindre conducteur , et en prenant le système de
référentiel rotorique, ce champ électrique s’exprime par :
E′ =
(
−∂A
′
∂t
)
(R′)
(2.13)
où A′ est le potentiel vecteur du champ ramené au rotor.
Supposant en outre que les courants induits se développent au sein d’une couche conductrice
d’épaisseur infinitésimale, le problème revient alors à déterminer la distribution des courants
superficiels induits à la surface du rotor sous l’effet de son mouvement dans le champ élec-
tromagnétique. La distribution du courant superficiel induit au rotor "kr (θ′, t)" est déduite de
l’équation constitutive locale de la couche conductrice :
k
′
r
(
θ′, t
)
= ξe.E′ = −ξe
(
∂A′
∂t
)
(R′)
(2.14)
où ξe est la conductivité superficielle de la couche [Ω−1].
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Lors de la résolution, ces courants induits vont intervenir dans les conditions de passage à
l’interface entre les aimants (zone 2) et l’entrefer (zone 3).
La condition de continuité de la composante tangentielle du champ "H" conduit à :(
∂A3
∂r
)
r=R3
=
(
∂A2
∂r
)
r=R3
+ Jpθ(θ)− µ0.kr (θ, t) (2.15)
où : A2 est le potentiel vecteur dans les aimants,
Jpθ est la composante tangentielle des aimants.
La condition de continuité de la composante radiale de l’induction (conservation du flux)
"B" conduit à : (
∂A3
∂θ
)
r=R3
=
(
∂A2
∂θ
)
r=R3
(2.16)
- Condition de continuité entre les aimants et la culasse rotor.
La continuité de la composante tangentielle du champ "H" donne :(
∂A2
∂r
)
r=R2
= −Jpθ(θ) (2.17)
Les termes sources du champ qui rentrent en jeu dans le calcul du potentiel sont explicités
dans la partie suivante.
2.3.2 Modélisation des sources du champ
Les termes des sources du champ du fait de leur périodicité peuvent s’exprimer sous la forme
de séries de Fourier, en fonction de la variable spatiale angulaire "θ".
2.3.2.1 Termes dus aux aimants permanents
Chaque pôle du rotor est constitué d’aimants permanents dont la largeur relative est expri-
mée par le coefficient d’arc polaire "β" (rapport de l’arc polaire au pas polaire). Ces aimants
sont identiques et symétriques par rapport à leurs axes. L’aimantation qui peut être radiale, fi-
gure 2.5(a), ou parallèle, figure 2.5(b), sera considérée comme uniforme sur tout le domaine.
Dans un référentiel cylindrique rattaché au rotor, ils sont modélisés par une distribution spatiale.
En fonction du type d’aimantation, ces composantes radiales "Jpr", et tangentielles "Jpθ" sur
la largeur angulaire de l’aimant sont déterminées par les relations suivantes :
- un pôle aimanté radialement
Jpr (θ) = Jp Jpθ (θ) = 0 (2.18)
- un pôle aimanté parallèlement
Jpr (θ) = Jp.cos(θ) Jpθ (θ) = Jp.sin(θ) (2.19)
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Ramené au domaine d’étude, la décomposition en série de Fourier des composantes radiale
"Jpr", et tangentielle "Jpθ" de l’aimantation donne les relations suivantes :
Jpr (θr) =
∞∑
λ=1
Jprcλ.cos (λ.p.θr) + Jprsλ.sin (λ.p.θr) (2.20)
Jpθ (θr) =
∞∑
λ=1
Jpθcλ.cos (λ.p.θr) + Jpθsλ.sin (λ.p.θr) (2.21)
Les coefficients "Jprcλ, Jprsλ, Jpθcλ, Jpθsλ" dépendent du type d’aimantation, du coefficient
d’arc polaire β, et du rang de l’harmonique spatiale "λ". Ceux-ci ont été développés en annexe A.
Lorsque le calcul s’effectuera dans un référentiel fixe rattaché au rotor, nous utiliserons alors
le changement de variable suivant :
θr = θs − θa0 − Ω.t (2.22)
où : θs représente l’angle dans le référentiel statorique [rad],
θr est l’angle dans le référentiel rotorique,
θa0 désigne l’angle de calage entre les deux référentiels,
Ω représente la vitesse mécanique du rotor [rad/s],
t est la variable temporelle [s].
En réalité, une variable angulaire "θa" a été introduite dans le calcul des coefficients "Jprcλ,
Jprsλ, Jpθcλ, Jpθsλ" pour réaliser ce changement de variable (Annexe A).
(a) Aimantation radiale
(b) Aimantation parallèle
FIGURE 2.5 – Distribution spatiale du champ des aimants permanents
Maintenant, nous allons expliciter les constantes "α1λ, α2λ" dues aux aimants intervenant
dans la solution de l’équation du potentiel vecteur 2.10.
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Lorsque la distribution spatiale de l’aimantation rotorique est parfaitement définie, elle peut
être intégrée dans l’équation de Poisson, équation caractéristique du problème à résoudre redon-
née ci-dessous :
∂2A
∂r2
+ 1
r
∂A
∂r
+ 1
r2
∂2A
∂θ2
= 1
r
(
∂Jpr
∂θ
− ∂Jpθ.r
∂r
)
(2.23)
Le second membre peut être mis sous la forme suivante :
Sam (r, θ) =
∞∑
λ=1
Scλ
r
cos(λ.p.θ) + Ssλ
r
sin(λ.p.θ) (2.24)
avec : Scλ = λ.p.Jprsλ − Jpθcλ
Ssλ = −λ.p.Jprcλ − Jpθsλ
Une fois sous cette forme, il suffit de calculer les constantes relatives à la solution harmo-
nique de Poisson, équation 2.10, qui s’écrivent :
- Si λ.p 6= 1
α1λ(r) =
Scλ.r
1− λ2.p2 α2λ(r) =
Ssλ.r
1− λ2.p2 (2.25)
- Si λ.p = 1
α1λ(r) =
Scλ.r
2 ln(r) α2λ(r) =
Ssλ.r
2 ln(r) (2.26)
2.3.2.2 Termes dus aux courants statoriques
La densité de courant superficielle est définie par le produit de la distribution spatiale des
conducteurs "ck(θ)", par les courants d’alimentations "ik(t)".
ks(θ, t) =
m∑
k=1
ck(θ).ik(t) (2.27)
La fonction de "ck(θ)" représente la distribution des conducteurs exprimé le long du stator
sur le rayon "R4" pour la phase "k" dans lequel circule un courant "ik(t)".
Cette formulation permet de représenter une multitude de configurations statoriques autant
sur le type de bobinage que sur les formes d’ondes des courants d’alimentation. Dans un premier
temps, nous donnerons les solutions particulières pour un bobinage à pas diamétral et des
courants d’alimentation sinusoïdaux.
- Distribution spatiale des conducteurs
Nous considérons un nombre entier "Ne" d’encoches par pôle et par phase, dans lesquelles
sont disposées "m" phases identiques.
La valeur absolue de "ck(θ)" définit en tout point du bobinage la densité linéique de conduc-
teurs. Son signe permet de connaître le sens des conducteurs dans l’encoche. Un signe positif
correspond à un conducteur "aller" et inversement un signe moins à un conducteur "retour".
La symétrie requise entre les enroulements de chaque phase permet de déduire la répartition
des conducteurs d’une phase grâce à celle de la phase voisine par simple rotation d’angle élec-
trique "2pim ". Nous pouvons alors écrire la densité de conducteur de la phase "k" à partir de celle
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de la phase "1" :
ck(θ) = c1
(
θ − (k − 1). 2.pi
m.p
)
(2.28)
Dans ce contexte, la série de Fourier représentant la distribution de conducteur pour la phase
"1" s’écrit de la manière suivante :
c1(θ) =
+∞∑
λ=1
Csλ. sin (λ.p.θ − λ.θc0) (2.29)
où : θc0 est un angle de calage du bobinage au stator, sachant que pour "θc0 = 0" la fonction de
la distribution des conducteurs de la phase "1" est impaire.
Dans un premier temps, nous avons considéré un bobinage à pas diamétral représentatif des
bobinages usuellement utilisés dans les machines à aimants permanents de moyenne puissance
figure 2.6. En prenant comme origine l’axe de l’enroulement de la phase 1, l’expression de la
densité linéique de conducteurs est une fonction impaire avec :
Csλ =
−4.CS
piλ
sin
(
λ.p.ke0.Pd
2
) Ne∑
i=1
sin
[
λ.pi
2.Ne + (2.i− 1)
2.m.Ne
]
(2.30)
où : ke0 est le coefficient d’ouverture d’une encoche par rapport à Pd,
[Remarque : 0 < ke0 < 1, avec 0= pas d’encoche soit pas de bobinage, et 1= pas de dent.]
Pd représente le pas dentaire
[
pi
p.m.Ne
]
,
CS désigne la densité linéique de conducteurs d’une encoche au niveau du rayon R4
[conducteurs/m].
Cette densité linéique de conducteur dépend du nombre de tour "Ns" d’une bobine élémen-
taire passant dans une encoche, ainsi que de l’ouverture d’encoche par rapport au pas dentaire
sur le rayon d’alésage "R4", elle est définie par :
CS =
Ns
Pd.ke0.R4
(2.31)
FIGURE 2.6 – Distribution spatiale des conducteurs de la phase 1 pour un bobinage à pas diamé-
tral
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- Expression des courants d’alimentation
S’agissant des courants d’alimentation, nous nous limiterons à des systèmes polyphasés de
courants équilibrés et à forme d’onde sinusoïdale. Le courant de la phase "k" est représenté par
l’expression suivante :
ik(t) = Is. cos
(
ωs.t− (k − 1).2.pi
m
)
(2.32)
où : Is est le courant maximum dans une phase [A],
ωs représente la pulsation des courants statoriques [rad/s].
En conséquence, la densité linéique de courant "ks" s’exprime comme suit :
ks(θ, t) =
m∑
k=1
∞∑
λ=1
Csλ.Is.sin
[
λ.p.
(
θ − (k − 1). 2.pi
m.p
)
− n.θc0
]
.cos
[
ωs.t− (k − 1).2.pi
m
]
(2.33)
La figure 2.7 illustre à titre d’exemple, la représentation spatio-temporelle d’une telle distri-
bution associée à un système triphasé de courants sinusoïdaux.
FIGURE 2.7 – Représentation spatio-temporelle de la densité de courant statorique
2.3.2.3 Termes dus aux courants induits au rotor
Afin de déterminer la distribution du courant superficiel induit au rotor, nous avons re-
pris la structure de base en remplaçant la zone des aimants (zone 2) par une zone d’air, figure 2.8.
Notre principe de modélisation implique que seul le champ des courants d’alimentations va
contribuer à produire des courants induits dans la couche conductrice du rotor. En réalité, ces
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FIGURE 2.8 – Section du modèle électromagnétique considéré
courants induits résultent aussi de la modulation du champ des aimants dans l’entrefer dus aux
effets de denture du stator [Ler06]. L’hypothèse de base sur laquelle se base la formulation ana-
lytique consiste à supposer que seul le champ des courants d’alimentation contribue, ceci étant
en considérant que l’ouverture d’encoche est petite devant l’entrefer magnétique de la machine,
cette effet d’encochage est négligeable.
Afin de minimiser cet effet, il faut que l’ouverture d’encoche soit faible par rapport à
l’entrefer magnétique de la machine.
La partie conductrice tournant à la vitesse constante du rotor "Ω", la résolution des équa-
tions conduit à identifier pour la densité de courant induite au rotor une solution harmonique
de la même forme que la densité des courants d’alimentations "Ks(θ, t)" avec comme incon-
nues, l’amplitude des courants induits "Krλ", et le déphasage entre les courants rotoriques et les
courants statoriques "βrλ".
Afin de pouvoir identifier plus facilement ces inconnues, nous avons remanié la forme de la
densité linéique des courants d’alimentation stator qui devient :
ks(θ, t) =
∑
λ1
Csλ1 .Is.m
2 sin [λ1(p.θ − θc0)− ωs.t]
+
∑
λ2
Csλ2 .Is.m
2 sin [λ2(p.θ − θc0) + ωs.t] (2.34)
avec : λ1 =
∑∞
i=0 1 + 3.i, λ2 =
∑∞
i=0 2 + 3.i
Les courants induits s’exprimeront dans un référentiel statorique d’après l’équation 2.34 de
la façon suivante :
kr(θ, t) =
∑
λ1
Krλ1sin [λ1(p.θ − θc0)− ωs.t+ βrλ1 ]
+
∑
λ2
Krλ2sin [λ2(p.θ − θc0) + ωs.t− βrλ2 ] (2.35)
où : ω est la vitesse électrique du rotor [rad/s].
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Les constantes Krλ1 , Krλ2 , βrλ1 , βrλ2 sont déduites à partir de deux modèles tenant compte
successivement des courants statoriques et de la conductivité au rotor et en appliquant le théo-
rème de superposition. Ainsi la résolution de l’équation de Poisson s’effectuera dans un premier
temps sur une machine idéalisée à source d’excitation magnétique unique au stator, et sans parties
conductrices rotoriques : potentiel vecteur "A
′1
3 (r, θ′, t)". Dans un second temps, nous considé-
rons la machine idéalisée sans source statorique, mais avec une densité superficielle de courants
rotor équivalente aux courants induits : potentiel vecteur "A
′2
3 (r, θ′, t)". Les grandeurs primées se
rapportent à un repère lié au rotor et le changement de référentiel s’effectue par simple transfor-
mation des coordonnées angulaires en "θ = θ′+Ω.t". En utilisant l’équation 2.14, et le théorème
de superposition sur les deux potentiels vecteurs au rayon R3, nous pouvons écrire :
k
′
r
(
θ′, t
)
= −ξe
(
∂A
′1
3 (R3, θ′, t)
∂t
+ ∂A
′2
3 (R3, θ′, t)
∂t
)
(2.36)
Dans cette équation 2.36, nous allons pouvoir identifier les termes, et en déduire les incon-
nues.
Si "λ = λ1" alors :
Krλ1 =
µ0.ξe.Vλ.Ksλ.m.(λ1.ω − ωs)
2
√
1 + µ02.ξe2.Wλ2.(λ1.ω − ωs)2
(2.37)
βrλ1 = arctan
−1
µ0.ξe.Wλ.(λ1.ω − ωs) (2.38)
Si "λ = λ2" alors :
Krλ2 =
µ0.ξe.Vλ.Ksλ.m.(λ2.ω + ωs)
2
√
1 + µ02.ξe2.Wλ2.(λ2.ω + ωs)2
(2.39)
βrλ2 = arctan
1
µ0.ξe.Wλ.(λ2.ω + ωs)
(2.40)
où Ksλ est l’amplitude de la densité de courants statorique [A/m].
Les constantes géométriques utilisées pour définir Krλ et βrλ sont données par :
Vλ =Yλ.R3λ.p +R3−λ.p
(
Yλ.R4
2.λ.p − R4
λ.p+1
λ.p
)
(2.41)
Wλ =Zλ.R3λ.p + Zλ.R42.λ.p.R3−λ.p (2.42)
avec :
Yλ =
R4
λ.p+1.R3
−λ.p−1
(
R3
λ.p +R22.λ.p.R3−λ.p
)
deno1
(2.43)
+
R4
λ.p+1.R3
−λ.p
(
R3
λ.p−1 −R22.λ.p.R3−λ.p−1
)
deno1
deno1 =λ.p
(
R3
λ.p +R42.λ.p.R3−λ.p
)
.
(
R3
λ.p−1 −R22.λ.p.R3−λ.p−1
)
(2.44)
− λ.p
(
R3
λ.p−1 −R42.λ.p.R3−λ.p−1
)
.
(
R3
λ.p +R22.λ.p.R3−λ.p
)
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Xλ =
R3
λ.p +R42.λ.p.R3−λ.p
R3
λ.p +R22.λ.p.R3−λ.p
(2.45)
Zλ =
R3
λ.p
(
R3
λ.p −R42.λ.p.R3−λ.p −Xλ.R3λ.p +Xλ.R22.λ.p.R3−λ.p
) (2.46)
Connaissant les expressions des termes sources du champ et les conditions aux limites du
domaine, nous pourrons déterminer les expressions du potentiel vecteur.
2.3.3 La résolution des équations du champ
Les formes analytiques des différentes sources de champ présentes dans la machine ayant
été identifiées, il s’agit maintenant de déterminer précisément le potentiel vecteur siégeant dans
l’entrefer (zone 3) et dans les aimants (zone 2). Rappelons à ce titre la forme analytique de ces
deux potentiels vecteurs :
- dans l’entrefer (zone 3)
A3(r, θ, t) =
∑∞
λ=1
[
ν31λ(t).rλ.p + ν32λ(t).r−λ.p
]
cos(λ.p.θ)
+
[
ν33λ(t).rλ.p + ν34λ(t).r−λ.p
]
sin(λ.p.θ) (2.47)
- dans les aimants (zone 2)
A2(r, θ, t) =
∑∞
λ=1
[
ν21λ(t).rλ.p + ν22λ(t).r−λ.p + α1λ(r)
]
cos(λ.p.θ)
+
[
ν23λ(t).rλ.p + ν24λ(t).r−λ.p + α2λ(r)
]
sin(λ.p.θ) (2.48)
En remplaçant la formulation du potentiel vecteur 2.47, 2.48, et la formulation des sources
dans les conditions de continuité 2.17, 2.15, 2.16, 2.11, nous nous retrouvons avec huit équa-
tions dont nous déduirons les huit inconnues ν21λ, ν22λ, ν23λ, ν24λ, ν31λ, ν32λ, ν33λ, ν34λ (voir
annexe B). Les inconnues du potentiel vecteur dans l’entrefer sont :
ν34λ(t)=
−2.µ0.Ksλ.R4−λ.p+1
λ.p.R3.Tλ
∑
k
cos
[
λ.p(k−1) 2.pi
m.p
+λ.θc0
]
. cos[ωs.t−(k−1) 2.pim ] (2.49)
+(dα2λ(R3)+Jpθsλ)
(
R2
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
λ.p.Tλ
)
− 2.R2−λ.p+1
R3.λ.p.Tλ
.(dα2λ(R2)+Jpθsλ)
−α2λ(R3)
(
R2
−2.λ.p.R3λ.p−1−R3−λ.p−1
Tλ
)
−2µ0.Krλ R2
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
m.p.λ.Tλ
∑
k
cos
[
λ.p(k−1) 2.pi
m.p
+λ.θc0
]
. cos[ωs.t−(k−1) 2.pim +βrλ]
ν32λ(t)=
2.µ0.Ksλ.R4
−λ.p+1
λ.p.R3.Tλ
∑
k
sin
[
λ.p(k−1) 2.pi
m.p
+λ.θc0
]
. cos[ωs.t−(k−1) 2.pim ] (2.50)
+(dα1λ(R3)+Jpθcλ)
(
R2
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
λ.p.Tλ
)
− 2.R2−λ.p+1
R3.λ.p.Tλ
.(dα1λ(R2)+Jpθcλ)
−α1λ(R3)
(
R2
−2.λ.p.R3λ.p−1−R3−λ.p−1
Tλ
)
+2µ0.Krλ
R2
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
m.p.λ.Tλ
∑
k
sin
[
λ.p(k−1) 2.pi
m.p
+λ.θc0
]
. cos[ωs.t−(k−1) 2.pim +βrλ]
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ν33λ(t) =ν34λ(t).R4−2.λ.p (2.51)
+µ0.Ksλ.R4
−λ.p+1
λ.p
∑
k
cos
[
λ.p(k−1) 2.pi
m.p
+λ.θc0
]
. cos[ωs.t−(k−1) 2.pim ]
ν31λ(t) =ν32λ(t).R4−2.λ.p (2.52)
−µ0.Ksλ.R4
−λ.p+1
λ.p
∑
k
sin
[
λ.p(k−1) 2.pi
m.p
+λ.θc0
]
. cos[ωs.t−(k−1) 2.pim ]
avec :
Tλ=(R4−2.λ.p.R3λ.p−1−R3−λ.p−1).(R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p) (2.53)
−(R4−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p).(R2−2.λ.p.R3λ.p−1−R3−λ.p−1)
Une fois ces constantes données, nous pouvons expliciter le potentiel vecteur dans l’en-
semble du domaine étudié qui comprend l’entrefer et les aimants. Ainsi nous avons la possibilité
de mettre en évidence l’intéraction des différentes sources de champ (aimants, courants stator,
courants rotor) dans cette zone. Dans la suite, nous utiliserons une formulation générale du
potentiel vecteur "A" pour l’ensemble du domaine étudié, sachant que :
Si R2 ≤ r < R3 alors : A = A2
Si R3 ≤ r ≤ R4 alors : A = A3
Le potentiel vecteur permet maintenant de caractériser l’actionneur électromagnétique en
déterminant ses grandeurs électromagnétiques.
2.3.4 Les grandeurs électromagnétiques
2.3.4.1 L’induction magnétique
Les composantes radiale "Br" et tangentielle "Bθ" de l’induction sont calculées grâce au
potentiel vecteur de la manière suivante :
Br(r, θ, t) =
1
r
∂A(r, θ, t)
∂θ
(2.54)
Bθ(r, θ, t) = −∂A(r, θ, t)
∂r
(2.55)
Soit au final :
Bri(r, θ, t) =
∞∑
λ=1
−λ.p
r
[
νi1λ(t).rλ.p + νi2λ(t).r−λ.p + α1λ(r)
]
sin(λ.p.θ) (2.56)
+ λ.p
r
[
νi3λ(t).rλ.p + νi4λ(t).r−λ.p + α2λ(r)
]
cos(λ.p.θ)
Bθi(r, θ, t) =−
∞∑
λ=1
[
λ.p.νi1λ(t).rλ.p−1 − λ.p.νi2λ(t).r−λ.p−1 + ∂α1λ(r)
]
cos(λ.p.θ) (2.57)
+
[
λ.p.νi3λ(t).rλ.p−1 − λ.p.νi4λ(t).r−λ.p−1 + ∂α2λ(r)
]
sin(λ.p.θ)
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L’indice i représente le numéro de la zone (2, 3) dans laquelle l’induction est calculée .
Les termes sources dus aux aimant α1λ(r), α2λ(r) sont absents dans la solution donnée pour
l’entrefer, car ils n’apparaissent pas dans l’équation 2.47 du potentiel vecteur.
2.3.4.2 Couple électromagnétique
Le couple électromagnétique est calculé en utilisant la méthode du tenseur de Maxwell sur
une surface traversant l’entrefer. La multiplication par le rayon de calcul où s’applique cette
force donnera l’expression du couple.
γem(t) = r2.h.µ0
ˆ 2pi
0
Hr(r, θ, t).Hθ(r, θ, t).dθ (2.58)
Sur le rayon d’alésage R4, et pour une longueur de la machine h, le couple s’exprime en
fonction du potentiel vecteur comme suit :
γem(t) = −R4.h
µ0
ˆ 2pi
0
∂A3(R4, θ, t)
∂θ
.
∂A3(R4, θ, t)
∂r
.dθ (2.59)
Soit au final :
γem(t) =
2.p2.h.pi
µ0
∞∑
λ=1
λ2 (ν32λ(t).ν33λ(t)− ν31λ(t).ν34λ(t)) (2.60)
Cette expression qui intègre un angle "θa" précédemment défini dans les termes sources dus
aux aimants (annexe A), nous permet d’introduire un déplacement angulaire des termes sources
directement dans la solution du potentiel vecteur. En posant que cet angle varie suivant la vitesse
du rotor, nous obtenons un couple fonction du temps "t".
θa = Ω.t (2.61)
Rappelons que les ondulations de couple observées par ce biais correspondent uniquement à
celles introduites par les répartitions spatiales des sources du champ produit par les aimants. Les
effets d’encochage ayant été occultés dans la modélisation.
2.4 Validation numérique du modèle par la méthode des éléments
finis
Afin de valider le modèle établi, deux structures de référence ont été choisies. Dans un pre-
mier temps, compte tenu des hypothèses mises en avant sur le choix de la distribution spatiale des
courants induits, la machine à induction nous est apparue comme un choix parfaitement appro-
prié, et ceci d’autant plus qu’elle permet de s’affranchir du modèle complet prenant en compte
deux sources de champ distinctes (aimants au rotor, courants au stator).
Cette machine de référence permettra de valider les étapes de modélisation associées des
courants induits.
Par la suite, la validation du modèle complet s’effectuera sur une machine synchrone à ai-
mants permanents avec frette conductrice.
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2.4.1 Machine asynchrone
2.4.1.1 Description de la machine étudiée
La machine à induction constituant la base de comparaison entre le modèle analytique, et
les simulations par éléments finis a été définie afin de répondre au mieux aux hypothèses posées
pour la formulation du problème analytique. De ce fait, elle comporte un stator (avec ou sans
encoches) supportant un bobinage à pas diamétral et un rotor constitué d’une couche de cuivre
d’épaisseur constante accolée à une culasse ferromagnétique.
Le tableau 2.1 donne les caractéristiques du moteur asynchrone étudié (figure 2.9(a)). Ce
moteur a une puissance de 14 Watts, il développe un couple de 0, 1 Nm à une vitesse de 1350
tr/min (glissement de 0, 1 %).
Machine asynchrone à 4 poles
Ω - Vitesse de rotation [rad/s] 141, 4
fs - fréquence des courants d’alimentation [Hz] 50
R4 - Rayon d’alésage [mm] 17
e - Entrefer [mm] 0, 2
h - Longueur de la machine [mm] 54
Cs - Largeur de la culasse au stator [mm] 3, 5
Cr - Largeur de la culasse au rotor [mm] 3, 5
He - Hauteur d’encoche [mm] 13, 2
Ld - Largeur de la dent au stator [mm] 4
Hoe - Hauteur d’ouverture d’encoche [mm] 1, 3
Oe - Ouverture d’encoche [mm] 2
Ne - Nombre d’encoche par pôle et par phase 1
Ns - Nombre de tours dans une encoche 70
ke0 = (Oe.p.m.Ne)/(pi.R4) 0, 225
Is - Amplitude max du courant dans une phase [A] 5
Lfrette - Épaisseur de la frette [mm] 0, 5
ρfrette - Résistivité de la couche conductrice [Ω.m] 1, 73.10−8
ξe = Lfrette/ρfrette [Ω−1] 28 900
TABLE 2.1 – Caractéristiques de la machine asynchrone
Pour la simulation numérique, nous avons pris une perméabilité magnétique élevée (µr =
10 000) pour les parties ferromagnétiques avec une saturation à 2 Tesla. Puis, nous avons choisi
de comparer notre modèle à deux types de machine, figure 2.9(b) :
– une sans encoche en représentant le bobinage par une distribution linéique, proche du
modèle ;
– une avec encoches, proche du moteur réel.
Le nombre d’harmonique pour les distributions spatiales sera limité au rang 30, valeur suffi-
sante pour avoir une bonne représentation des différents signaux associés.
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(a) Coupe de la machine entière
(b) Modèle numérique avec encoche / sans encoche
FIGURE 2.9 – Machine asynchrone
2.4.1.2 Comparaison des grandeurs électromagnétiques
Dans cette partie, nous comparons les grandeurs électromagnétiques obtenues par un logiciel
à éléments finis (FLUX2D), et celles obtenues par notre modèle.
Nous avons choisi de présenter ces résultats en deux étapes :
– une comparaison sans la partie conductrice, en prenant en compte uniquement la densité
de courant statorique ;
– une comparaison de la machine complète.
.
2.4.1.2.1 Machine sans la partie conductrice
Dans ce cas, la partie conductrice est remplacée par une zone non conductrice et amagnétique
afin de garder le même entrefer magnétique que dans le cas de la machine asynchrone. Cette
comparaison vise à évaluer la validité et la précision de la modélisation des sources du champ
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statorique.
Sur la base d’un bobinage à pas diamétral, et d’une alimentation par courants sinusoïdaux, la
décomposition en série de Fourier de la distribution spatiale des conducteurs, figure 2.11, conduit
à une représentation de la densité linéique de courants illustrée sur la figure 2.10.
FIGURE 2.10 – Densité linéique de courants
statoriques
FIGURE 2.11 – Distribution des conducteurs
du bobinage statorique
Les courbes comparatives entre modèle et répartition réelle sur la machine mettent en évi-
dence des différences sur les formes d’ondes obtenues. Ceci étant, le calcul du potentiel vecteur
dans l’entrefer et des inductions qui en découlent démontre que ces différences importent peu sur
les résultats attendus du modèle analytique comme en témoignent les figures 2.12, 2.13, 2.14.
(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 2.12 – Potentiel vecteur au milieu de l’entrefer mécanique de la MAS sans partie
conductrice
Nous voyons, en effet, que la comparaison faite entre le modèle et la machine sans encoches
ne montre aucune différence. Les légères différences observées sur le modèle de la machine avec
encoches (9%) ne sont dues qu’à la non prises en compte de l’encochage. Elles sont lissées si
nous nous éloignons du rayon d’alésage R4.
Conclusion :
Vu les résultats, nous pouvons conclure que cette modélisation de la densité de courant est
suffisante, et nous permet d’avoir une très bonne représentation des grandeurs. Cette première
étape de validation permet de passer sereinement au modèle complet de la machine.
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(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 2.13 – Induction radiale au milieu de l’entrefer mécanique de la MAS sans partie
conductrice
(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 2.14 – Induction tangentielle au milieu de l’entrefer mécanique de la MAS sans
partie conductrice
2.4.1.2.2 Machine asynchrone complète
Dans ce paragraphe, nous étudierons la machine asynchrone dans les fonctionnements
moteur et frein.
Machine asynchrone en moteur
La comparaison entre le modèle analytique et la simulation numérique portera, tout d’abord,
sur les distributions spatiales du potentiel vecteur (figures 2.15) et des inductions siégeant dans
l’entrefer (figures 2.16, 2.17) avant de se focaliser sur les courants induits générés dans la cou-
ronne rotorique conductrice (figure 2.18), et le couple électromagnétique développé par l’action-
neur (figure 2.19).
Concernant le potentiel vecteur (figure 2.15) et les composantes radiales et tangentielles
de l’induction (figures 2.16, 2.17), le modèle analytique donne des résultats globalement très
satisfaisants avec des différences très localisées ne dépassant pas 20 % sur la machine avec
encoches. Comme précédemment, ces différences sont attribuées aux effets d’encochage qui ne
sont pas pris en compte. Une analyse approfondie des résultats ultérieurs a montré que ces écarts
ne sont pas préjudiciables pour la suite des calculs, car ils ne se répercutent pas de façon globale
sur les valeurs du couple et des courants induits.
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(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 2.15 – Potentiel vecteur au milieu de l’entrefer mécanique de la MAS en moteur
(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 2.16 – Induction radiale au milieu de l’entrefer mécanique de la MAS en moteur
(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 2.17 – Induction tangentielle au milieu de l’entrefer mécanique de la MAS en moteur
S’agissant des courants induits (figure 2.18), le modèle analytique donne une distribution
spatiale dont l’évolution suit les résultats de simulation avec un écart d’amplitude significatif.
La cause peut en être attribuée aux paramètres de modélisation qui nous a conduit à considérer
une conductivité linéique au centre de la zone conductrice, alors que nous avons défini une
conductivité surfacique dans le modèle Flux2D.
Le modèle ne peut être représentatif lorsque la zone conductrice est trop grande (> 70 %
dans ce cas) devant l’entrefer magnétique de la machine.
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(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 2.18 – Courant induit au centre de la couronne conductrice de la MAS en moteur
(a) Couple fonction du temps (b) Couple fonction du glissement
FIGURE 2.19 – Couple électromagnétique produit par la machine asynchrone de la MAS en mo-
teur
Dans le cas du couple électromagnétique (figure 2.19(a)), nous avons des écarts proches
du double ce qui n’est pas acceptable. En décomposant pas à pas les calculs du tenseur de
Maxwell, nous avons constaté que le produit des séries de Fourier associées aux champs
d’excitation magnétique induit des erreurs très importantes dans les rangs d’harmoniques
supérieurs à 1. Ainsi, les discontinuités des signaux (passage par zéro des grandeurs) génèrent
des multiplications d’amplitudes d’harmonique importantes par des amplitudes très faibles dont
la somme devient prépondérante par rapport aux termes relatifs au fondamental. Preuve en est
faite avec un calcul de couple qui ne prend en compte que le fondamental pour les harmoniques
d’espaces (λ = 1), et sur la différence entre le modèle et la simulation qui est réduite à 20 %.
Machine asynchrone en frein
Dans ce mode de fonctionnement, la comparaison entre modèle analytique et simulations
donne des résultats très satisfaisants quelque soit le type de grandeurs observées. En effet, qu’il
s’agisse du potentiel vecteur (figure 2.20),de l’induction (figures 2.21, 2.22), des courants induits
(figure 2.23), ou du couple électromagnétique (figure 2.24), les écarts observés restent inférieurs
à 10 %.
Dans ce type de fonctionnement, le modèle n’induit plus la problématique des séries de
Fourier précédemment observées en moteur car la distributions des inductions radiales et
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(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 2.20 – Potentiel vecteur au milieu de l’entrefer mécanique de la MAS en frein
(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 2.21 – Induction radiale au milieu de l’entrefer mécanique de la MAS en frein
(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 2.22 – Induction tangentielle au milieu de l’entrefer mécanique de la MAS en frein
tangentielles ne comportent pas les discontinuités au passage par zéro.
Conclusion :
Toutes ces comparaisons entre les modèles numériques et notre modèle analytique de cette
machine asynchrone nous ont permis de mettre en évidence les atouts et les faiblesses de notre
modélisation. Dans l’ensemble, le modèle offre une bonne représentation des grandeurs élec-
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(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 2.23 – Courant induit au centre de la couronne conductrice de la MAS en frein
FIGURE 2.24 – Couple de freinage produit par la machine asynchrone de la MAS en frein
tromagnétiques. L’allure des courants induits est globalement bien décrite, même si des écarts
importants persistent sur des portions de la courbe dus à une modélisation trop simplifiée de la
zone conductrice.
Dans l’optique d’une modélisation simple qui nous permette d’évaluer la forme et l’ampli-
tude des courants induits dans une zone conductrice, le modèle développé offre des résultats
satisfaisants.
2.4.2 Machine synchrone
2.4.2.1 Description de la machine étudiée
La machine synchrone à aimants permanents sélectionnée est constituée d’un stator (avec ou
sans encoches) à bobinage réparti à pas diamétral identique en terme de configuration (mais non
de dimensions) à celui de la machine asynchrone étudiée précédemment. Le rotor tétrapolaire
comporte quatre tuiles aimantées radialement et frettées au moyen d’une frette conductrice en
titane. Les dimensions et caractéristiques physiques nécessaires à la suite de l’étude sont données
dans le tableau 2.2.
La machine sera simulée à son point de fonctionnement nominal caractérisé par une vitesse
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Machine synchrone à 4 poles
Ω - Vitesse de rotation [rad/s] 785, 4
fs - fréquence des courants d’alimentation [Hz] 250
R4 - Rayon d’alésage [mm] 17
e - Entrefer [mm] 0, 5
h - Longueur de la machine [mm] 54
Cs - Largeur de la culasse au stator [mm] 3, 5
Cr - Largeur de la culasse au rotor [mm] 3, 5
La - Largeur des aimants [mm] 4
β - Coefficient d’arc polaire 0, 66
Type d’aimantation radiale
Jp - Polarisation rémanente des aimants [T ] 0, 9
He - Hauteur d’encoche [mm] 13, 2
Ld - Largeur de la dent au stator [mm] 4
Hoe - Hauteur d’ouverture d’encoche [mm] 1, 3
Oe - Ouverture d’encoche [mm] 2
Ne - Nombre d’encoche par pôle et par phase 1
Ns - Nombre de tours dans une encoche 70
ke0 = Oe/(Pd.R4) 0, 225
Is - Amplitude max du courant dans une phase [A] 5
Lfrette - Épaisseur de la frette [mm] 1, 2
ρfrette - Résistivité de la couche conductrice [Ω.m] 1, 7.10−6
ξe = Lfrette/ρfrette [Ω−1] 706
TABLE 2.2 – Caractéristiques de la machine synchrone
de 7 500 tr/min pour un couple de 1 Nm.
Les configurations statoriques avec et sans encoches seront systématiquement analysées.
Le nombre d’harmonique pour les distributions spatiales sera limité au rang 30, valeur suffi-
sante pour avoir une bonne représentation des différents signaux associés.
2.4.2.2 Comparaison des grandeurs électromagnétiques
La comparaison s’effectuera en deux étapes. Alors que pour la machine asynchrone nous
avions analysé la modélisation de la densité des courants statoriques, ici nous nous focaliserons
sur celle des aimants. Puis, nous ferons une comparaison sur la machine complète.
2.4.2.2.1 Machine avec seulement les aimants
Dans ce cas, la machine est réduite à ses culasses magnétiques, son entrefer, et ses aimants.
Cette étude préalable doit permettre d’évaluer la précision du modèle analytique associée aux
sources de champs produites par les aimants.
Cette comparaison sera faite pour les deux types d’aimantation (radiale et parallèle) que
nous avons envisagées dans le modèle.
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(a) Coupe générale
(b) Zoom sur la zone conductrice
FIGURE 2.25 – Machine synchrone
Aimantation radiale
Dans le cas d’une aimantation radiale, les courbes (figures 2.26, 2.27, 2.28) résultantes du
modèle analytique se confondent avec les résultats de simulation par éléments finis.
Quelques écarts subsistent entre modèle et machine avec encoches toujours en raison de la
non prise des effets d’encoches. Les écarts s’atténuent lorsque le rayon d’observation s’éloigne
du rayon d’alésage.
Aimantation parallèle
Pour ce type d’aimantation, le rotor est constitué de deux pôles formés par une couronne
aimantée unidirectionnellement. En effet, cette formulation de l’aimantation parallèle est réaliste
uniquement sur des machines bipolaires comme nous l’avons montrée en annexe C.
Les figures 2.29, 2.30, 2.31 démontrent une fois de plus la validité du modèle analytique.
Ces courbes nous montrent une corrélation parfaite entre le modèle et la machine sans en-
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(a) au milieu de l’entrefer (b) au milieu des aimants
FIGURE 2.26 – Potentiel vecteur de la MS à aimantation radiale
(a) au milieu de l’entrefer (b) au milieu des aimants
FIGURE 2.27 – Induction radiale de la MS à aimantation radiale
(a) au milieu de l’entrefer (b) au milieu des aimants
FIGURE 2.28 – Induction tangentielle de la MS à aimantation radiale
coche aux effets d’extrémités près constatés sur le bord des aimants sur la figure 2.31(a).
La prise en compte des encoches ajoute des perturbations au niveau des ouvertures d’en-
coche sur les inductions prises dans l’entrefer. Ces perturbations s’atténuent en s’éloignant du
stator pour devenir quasi-inexistantes au niveau des aimants.
Conclusion :
Dans les deux configurations d’aimantation présentées, les écarts constatés en comparant la
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(a) au milieu de l’entrefer (b) au milieu des aimants
FIGURE 2.29 – Potentiel vecteur de la MS à aimantation parallèle
(a) au milieu de l’entrefer (b) au milieu des aimants
FIGURE 2.30 – Induction radiale de la MS à aimantation parallèle
(a) au milieu de l’entrefer (b) au milieu des aimants
FIGURE 2.31 – Induction tangentielle de la MS à aimantation parallèle
machine réelle au modèle sont attribués à l’encochage qui n’a volontairement pas été pris en
compte, car il intervient au second ordre dans un processus de dimensionnement.
2.4.2.2.2 Machine synchrone complète
Ce dernier paragraphe est consacré à la validation du modèle complet de la machine syn-
chrone en fonctionnement moteur.
Une comparaison des grandeurs électromagnétiques obtenues par le modèle (complet) et
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(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 2.32 – Potentiel vecteur au milieu de l’entrefer mécanique de la MS
par les simulations numériques (Flux2D) sur une machine équivalente sans encoche d’une
part, et d’une machine réelle (avec encoches) d’autre part est faite sur les figures 2.32, 2.33,
2.34, 2.35, 2.36.
(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 2.33 – Induction radiale au milieu de l’entrefer mécanique de la MS
(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 2.34 – Induction tangentielle au milieu de l’entrefer mécanique de la MS
S’agissant de la comparaison entre modèle et simulation de la machine sans encoche, nous
remarquons que toutes les grandeurs (potentiel vecteur, inductions, couple) mise à part les
courants induits dans la frette se superposent de façon satisfaisante.
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(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 2.35 – Courant induit au centre de la couronne conductrice de la MS
(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 2.36 – Couple électromagnétique produit par la machine synchrone
Les écarts observés sur les courants induits (figure 3.11(a)) dépendent de l’endroit où nous
les observons. Dans la simulation, nous avons une conductivité surfacique (frette), et nous
regardons la densité de courant au milieu de cette conductivité afin d’en avoir une moyenne.
Tandis que le modèle tient compte d’une conductivité linéique sur le rayon R3 entre l’entrefer
comprenant la frette et les aimants.
Cet écart est grand puisqu’il correspond à plus d’un tier d’éloignement supplémentaire par
rapport à R4. Nous avons donc refait un calcul (Kr modèle frette) où nous avons placé la
conductivité dans notre modèle au même rayon que la simulation, ce qui permet d’affiner la
modélisation. Nous obtenons alors un résultat similaire entre simulation et modèle.
D’un point de vue quantitatif, les écarts maximums entre grandeurs calculées et grandeurs
simulées (tableau 2.3) restent acceptables si nous considérons le potentiel vecteur(figure 2.32),
et le couple (figure 2.36(a)) dont les ondulations sont produites par la distribution spatiale des
aimants.
En effet, pour les grandeurs sensibles au rapport ouverture d’encoche sur entrefer magné-
tique (grand dans ce cas) comme l’induction tangentielle ou les courants induits au rotor, la non
prise en compte de l’encochage induit des écarts importants sur leurs amplitudes, mais ils sont
ponctuels, et cela n’a pas d’influence sur les grandeurs dimmensionnantes telles que le couple,
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Potentiel vecteur 2 %
Induction radiale 13 %
Induction tangentielle 65 %
Courant induit 30 %
Couple 5 %
TABLE 2.3 – Écart maximum entre le modèle et la machine réelle simulée avec encoche
et l’induction normale.
2.5 Conclusion
L’objet de ce second chapitre a consisté à présenter un modèle analytique des machines
à aimants permanents qui tient compte des courants induits générés au sein des parties
conductrices tournantes. Ce modèle s’appuie sur le calcul analytique du champ en 2D à partir
d’une structure idéalisée de machine magnétique à deux couches concentriques respectivement
associées à l’entrefer et aux aimants. Dans ce cadre d’étude, les courants induits au rotor sont
mis en jeu au travers d’une densité superficielle de courants localisée dans l’entrefer et dont
nous prédéfinissons la forme.
L’équation de Poisson représentative du problème à traiter est alors résolue en ayant pris
soin de bien définir les différentes sources de champ coexistantes au sein de la machine à l’aide
de séries de Fourier. Dans le souci de se laisser une marge de manœuvre sur la structure, les
sources de champ rotorique intègrent des paramètres structurels et physiques qui permettent de
choisir les facteurs de forme des aimants ainsi que leur type d’aimantation (radiale ou parallèle).
S’agissant de la source de champ statorique, nous nous limiterons pour l’instant à un bobinage
réparti à pas diamétral alimenté par des courants parfaitement sinusoïdaux. La formulation
analytique en potentiel vecteur du problème permet d’accéder aux inductions siégeant au sein
des différentes parties de la machine ainsi qu’aux courants induits rotoriques et au couple
électromagnétique.
Afin de valider le modèle développé, une phase de simulations numériques sous logiciel de
calcul par éléments finis (Flux2d) a été menée sur deux structures de machines distinctes. Dans
le but de confirmer le principe de modélisation mis en avant pour calculer les courants induits,
une structure de machine asynchrone a dans un premier temps été sélectionnée. Cette structure
permet de s’affranchir de la source de champ rotorique inhérente aux aimants permanents tout
en mettant en avant le phénomène d’induction. Par la suite la machine synchrone à aimants
permanents a fait l’objet d’une série de simulations afin de valider le modèle complet. Dans les
deux cas de figures, la validation a relevé d’un procédé par étapes successives qui a consisté dans
un premier temps à valider uniquement les formulations analytiques des sources de champ avant
de passer dans un second temps à la structure complète et opérationnelle de la machiné étudiée.
S’agissant uniquement des sources de champ, la comparaison des résultats entre modèle et
simulations a permis de poursuivre dans les deux cas de figures traités (machine asynchrone
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et machine à aimant permanent) en toute certitude la suite de l’étude. Les écarts observés sur
les composantes radiales et tangentielles de l’induction restent en effet infimes dans le cas de
structures sans encoche et très acceptables concernant une structure avec encoche (inférieur à
9 %).
Les résultats sont plus mitigés sur la validation du modèle complet, en particulier pour la
machine asynchrone analysée en fonctionnement moteur. En effet les écarts très significatifs
(80 à 100 %) qui sont apparus sur les valeurs du couple et du courant induit nous ont conduit
à mener des analyses supplémentaires en effectuant en particulier des calculs sur la machine
fonctionnant en frein. Les faibles différences observées sur les résultats comparatifs (moins
de 5 %) sur le couple ont permis de distinguer les faiblesses de la formulation analytique
développée. En effet, le parti pris d’une modélisation des sources de champ par séries de Fourier
induit sur le calcul des courants induits et du couple électromagnétique des erreurs cumulatives
très importantes lorsque les distributions spatio-temporelles de l’induction intègrent à l’origine
de fortes discontinuités au passage par zéro.
Les résultats sur la machine synchrone à aimants permanents pour laquelle les composantes
radiales et tangentielles de l’induction sont sans discontinuité ont confirmé ces premières conclu-
sions en donnant des résultats très satisfaisants (moins de 5 % sur le couple et 30 % sur les cou-
rants induits). Dès lors, le modèle analytique peut constituer une première base de calcul fiable à
partir de laquelle un outil d’aide au dimensionnement des machines à aimants permanents peut
être développé.
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3.1 Introduction
3.1 Introduction
Le chapitre précédent a présenté un modèle analytique de calcul du champ qui tient
compte des courants induits générés au sein d’un rotor conducteur. Ce modèle permet dès lors
d’aborder la problématique des pertes générées au sein de parties conductives tournantes pour
des machines hautes vitesses. Ceci étant, sa formulation a reposé sur des sources de champs
statoriques idéalisées à partir de systèmes de courants d’alimentation parfaitement sinusoïdaux.
Les convertisseurs de puissance qui mettent en forme les signaux d’alimentation fournissent
en réalité en raison des fréquences de commutation élevées des tensions et courants d’alimenta-
tion dont le contenu harmonique constitue une source de pertes supplémentaires significatives.
Nous nous proposons, dans ce contexte, d’adopter le modèle analytique de façon à pouvoir
d’une part définir une forme d’onde quelconque au niveau des courants statoriques, et d’autre
part intégrer des configurations diverses de bobinage (jusqu’alors limité au bobinage réparti à
pas diamétral).
Le modèle finalisé doit ainsi retranscrire au mieux les réalités technologiques des machines
hautes vitesses, et constituer une base de dimensionnement fiable et rapide. C’est dans ce
contexte que nous en retirerons un modèle générique de conception des machines synchrones
à aimants permanents. Dans un souci applicatif, ce modèle sera finalement intégré dans une
interface logicielle ergonomique et accessible à un "designer" de machines électromagnétiques.
3.2 Évolution du modèle analytique
La formulation analytique de la densité de courant statorique permet de tenir compte simul-
tanément de la distribution réelle des conducteurs logés dans les encoches, et de la forme d’onde
des courants issus d’un onduleur de tension.
L’objet de ce paragraphe vise donc à donner une forme plus générique et modulable de la
densité de courants statoriques ultérieurement exploitée au sein du modèle analytique développé.
3.2.1 Modèle générique de la densité statorique
Rappelons que la densité de courant est donnée par le produit de la distribution spatiale des
conducteurs par les courants d’alimentation comme suit : ks(θ, t) =
∑
k ck(θ).ik(t).
Sur la base d’une représentation par série de Fourier, ce produit s’exprime dans le cas d’un
système de courants sinusoïdaux, et d’un bobinage réparti à pas diamétral comme indiqué dans
l’équation 2.33.
3.2.1.1 Distribution des conducteurs
La forme générale de la distribution des conducteurs utilisant les séries de Fourier suppose
qu’il faut respecter une symétrie dans le bobinage. Les enroulements de chaque phase doivent
aussi être symétriques afin qu’ils se déduisent l’un par rapport à l’autre par une rotation angu-
laire électrique de "
(
2pi
m
)
". Ces deux conditions constituent les contraintes de définition de tout
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bobinage dans le cadre de notre étude.
La distribution de conducteurs de la phase 1 aura ainsi la forme générale suivante :
c1(θ) =
+∞∑
λ=1
Ccλ. cos (λ.p.θ − λ.θc0) + Csλ. sin (λ.p.θ − λ.θc0) (3.1)
A partir de l’expression des conducteurs de la phase 1, nous pouvons donner l’expression
complète pour une phase k :
ck(θ) =
∞∑
λ=1
Ccλ cos
[
λ.p
(
θ − (k − 1) 2.pi
m.p
)
− λ.θc0
]
+ Csλ sin
[
λ.p
(
θ − (k − 1) 2.pi
m.p
)
− λ.θc0
]
(3.2)
FIGURE 3.1 – Distribution spatiale des conducteurs de la phase 1 pour un bobinage à pas rac-
courci
Si nous nous replaçons dans le contexte de la diminution des pertes au sein de la machine,
le choix approprié du type de bobinage peut s’avérer bénéfique sur le rendement. Si le bobinage
réparti à pas diamétral reste un grand classique, une configuration à pas raccourci offre l’avantage
de diminuer la longueur de spire, et donc la résistance par phase, ce qui se traduit par des pertes
Joules moins importantes. Le modèle analytique doit donc proposer cette configuration.
Nous nous limiterons cependant à un bobinage à pas raccourci à deux couches avec un
nombre entier d’encoche par pôle et par phase "Ne". Le pas raccourci est défini par le nombre
d’encoches séparant un aller d’un retour pour un enroulement donné. Pour un pas diamétral, ce
nombre d’encoche est défini par "∆d = m.Ne" qui est aussi le nombre d’encoches par pôle.
Dans le cas d’un pas raccourci "∆rac", il peut varier entre : "∆d − Ne ≤ ∆rac < ∆d". Un
exemple de bobinage à pas raccourci est donné sur la figure 3.1. Nous donnerons dans les équa-
tions suivantes, les constantes de la série de Fourier "Ccλ", "Csλ" permettant de décrire ce type
de bobinage.
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Ai =
Pd
2 (1− ke0) + i.Pd Bi =
Pd
2 (1 + ke0) + i.Pd
Ci =
Pd
2 (1− ke0) + ∆rac.Pd + i.Pd Di =
Pd
2 (1 + ke0) + ∆rac.Pd + i.Pd
Ei =
Pd
2 (1− ke0) + ∆d.Pd + i.Pd Fi =
Pd
2 (1 + ke0) + ∆d.Pd + i.Pd
Gi =
Pd
2 (1− ke0) + (∆d + ∆rac) .Pd + i.Pd Hi =
Pd
2 (1 + ke0) + (∆d + ∆rac) .Pd + i.Pd
Les constantesAi,Bi,Ci,Di,Ei, Fi,Gi,Hi sont les bornes angulaires des créneaux associés
à la distribution spatiale.
Ccλ =
CS
pi.λ
Ne−1∑
i=0
sin (λ.p.Bi)− sin (λ.p.Ai) + sin (λ.p.Ci)− sin (λ.p.Di)
+ sin (λ.p.Ei)− sin (λ.p.Fi) + sin (λ.p.Hi)− sin (λ.p.Gi) (3.3)
Csλ =
CS
pi.λ
Ne−1∑
i=0
cos (λ.p.Ai)− cos (λ.p.Bi) + cos (λ.p.Di)− cos (λ.p.Ci)
+ cos (λ.p.Fi)− cos (λ.p.Ei) + cos (λ.p.Gi)− cos (λ.p.Hi) (3.4)
Soulignons que si "Ns" représente le nombre de spires d’un enroulement primaire (nombre
de spires rentrant et sortant par la même encoche), dans le cas d’un enroulement sur deux
couches, il ne représente plus le nombre de spires dans une encoche mais dans une moitié d’en-
coche.
CS =
Ns
Pd.ke0.R4
(3.5)
3.2.1.2 Les courants d’alimentation
L’alimentation en courant du bobinage est produite dans la majorité des cas par un conver-
tisseur de puissance qui doit génèrer un signal fondamental idéalement de forme sinusoidale ou
en créneaux selon le type de machine. L’utilisation de cette électronique de puissance permet de
moduler ce signal fondamental en amplitude ainsi qu’en fréquence pour contrôler la puissance
et la vitesse de sortie de l’actionneur. Ces convertisseurs génèrent cependant une multitude
d’harmoniques indésirables.
Dans la suite, le modèle tiendra compte d’un signal en créneaux ou trapézoïdal, figure 3.2,
représentatif des signaux d’alimentation pour les machines à aimants permanents appelées "DC
brushless".
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La formulation générale permettant de décrire le courant d’une phase k pour une alimentation
composé de m phases équilibrées peut s’écrire par la série de Fourier suivante :
ik(t) =
∞∑
n=1
Icn cos
[
n
(
ωs.t− (k − 1)2.pi
m
)]
+ Isn sin
[
n
(
ωs.t− (k − 1)2.pi
m
)]
(3.6)
où :n représente le rang des harmoniques temporelles.
(a) Alimentation carré 120° (b) Alimentation trapèze
FIGURE 3.2 – Courants d’alimentation du bobinage statorique
La génération de courants rectangles de largeur 120° électrique, comme présentée fi-
gure 3.2(a), est décrite par l’expression 3.6 avec les constantes "Icn" et "Isn" définies comme
suit :
Icn =
Is
n.pi
[
sin
(
n.ωs
(
βs +
Ts
6
))
− sin
(
n.ωs
(
βs − Ts6
))
− sin
(
n.ωs
(
βs +
2.Ts
3
))
+ sin
(
n.ωs
(
βs +
Ts
3
))]
(3.7)
Isn =
Is
n.pi
[
− cos
(
n.ωs
(
βs +
Ts
6
))
+ cos
(
n.ωs
(
βs − Ts6
))
+ cos
(
n.ωs
(
βs +
2.Ts
3
))
− cos
(
n.ωs
(
βs +
Ts
3
))]
(3.8)
La génération de courants trapézoïdaux, comme présentée figure 3.2(b), est décrite par l’ex-
pression 3.6 avec les constantes "Icn" et "Isn" définies comme suit :
A = βs − Ts6 − ta B = βs −
Ts
6 + tb C = βs +
Ts
6 − tb
D = βs +
Ts
6 + ta E = βs +
Ts
3 − ta F = βs +
Ts
3 + tb
G = βs +
2.Ts
3 − tb H = βs +
2.Ts
3 + ta
Les constantes réelles A, B, C, D, E, F , G, H sont les bornes temporelles du signal repré-
sentant le courant de la phase 1, et "Ts" représente la période des courants.
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FIGURE 3.3 – Représentation de ta et tb pour une alimentation trapèze
Les paramètres "ta" et "tb" représentent les temps de descente et de montée des courants
trapézoïdaux par rapport à une commande rectangle de 120° comme indiqué sur la figure 3.3.
Icn =
Is
n.pi
[ 1
B −A
[
B. sin (n.ωs.B)−A. sin (n.ωs.B) + 1
n.ωs
(cos (n.ωs.B)− cos (n.ωs.A))
]
+ 1
C −D
[
−C. sin (n.ωs.C) +D. sin (n.ωs.C) + 1
n.ωs
(cos (n.ωs.D)− cos (n.ωs.C))
]
+ 1
F − E
[
−F. sin (n.ωs.F ) + E. sin (n.ωs.F )− 1
n.ωs
(cos (n.ωs.F )− cos (n.ωs.E))
]
+ 1
G−H
[
G. sin (n.ωs.G)−H. sin (n.ωs.G)− 1
n.ωs
(cos (n.ωs.H)− cos (n.ωs.G))
]
+ sin (n.ωs.C)− sin (n.ωs.B)− sin (n.ωs.G) + sin (n.ωs.F )] (3.9)
Isn =
Is
n.pi
[ 1
B −A
[
−B. cos (n.ωs.B) +A. cos (n.ωs.B) + 1
n.ωs
(sin (n.ωs.B)− sin (n.ωs.A))
]
+ 1
C −D
[
C. cos (n.ωs.C)−D. cos (n.ωs.C) + 1
n.ωs
(sin (n.ωs.D)− sin (n.ωs.C))
]
+ 1
F − E
[
F. cos (n.ωs.F )− E. cos (n.ωs.F )− 1
n.ωs
(sin (n.ωs.F )− sin (n.ωs.E))
]
+ 1
G−H
[
−G. cos (n.ωs.G) +H. cos (n.ωs.G)− 1
n.ωs
(sin (n.ωs.H)− sin (n.ωs.G))
]
− cos (n.ωs.C) + cos (n.ωs.B) + cos (n.ωs.G)− cos (n.ωs.F )] (3.10)
Une fois les signaux fondamentaux décrits, nous pouvons ajouter facilement des harmo-
niques parasites, si nous en connaissons l’amplitude et la fréquence.
3.2.2 Évolution du modèle
Cette nouvelle modélisation de la densité de courant statorique va induire des changements
dans la formulation du calcul des courants induits au rotor et du potentiel vecteur. Le principe
de calcul reste le même que dans le chapitre précédent, l’étude étant divisée en plusieurs étapes
selon le principe de superposition.
Étant donnée la lourdeur de l’expression de la densité linéique, équation 3.11, nous avons
donc choisi de la scinder en quatres termes sources, et de résoudre l’équation de Poisson pour
chacun de ces termes sources.
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Ks(θ, t) =
m∑
k=1
∞∑
λ=1
∞∑
n=1
Icn.Ccλ cos
[
n
(
ωs.t− (k − 1)2.pim
)]
. cos
[
λ.p
(
θ − (k − 1) 2.pim.p
)
− λ.θc0
]
+ Icn.Csλ cos
[
n
(
ωs.t− (k − 1)2.pi
m
)]
. sin
[
λ.p
(
θ − (k − 1) 2.pi
m.p
)
− λ.θc0
]
+ Isn.Ccλ sin
[
n
(
ωs.t− (k − 1)2.pi
m
)]
. cos
[
λ.p
(
θ − (k − 1) 2.pi
m.p
)
− λ.θc0
]
+ Isn.Csλ sin
[
n
(
ωs.t− (k − 1)2.pi
m
)]
. sin
[
λ.p
(
θ − (k − 1) 2.pi
m.p
)
− λ.θc0
]
(3.11)
Les quatres sources qui sont déduites de l’équation 3.11 vont s’écrire de la manière suivante :
Ks1(θ, t) =
m∑
k=1
∞∑
λ=1
∞∑
n=1
Icn.Ccλ−Isn.Csλ
2 cos
[
λ(p.θ − θc0) + n.ωs.t− (n+ λ)(k − 1)2.pim
]
(3.12)
Ks2(θ, t) =
m∑
k=1
∞∑
λ=1
∞∑
n=1
Icn.Ccλ+Isn.Csλ
2 cos
[
λ(p.θ − θc0)− n.ωs.t− (λ− n)(k − 1)2.pim
]
(3.13)
Ks3(θ, t) =
m∑
k=1
∞∑
λ=1
∞∑
n=1
Isn.Ccλ+Icn.Csλ
2 sin
[
λ(p.θ − θc0) + n.ωs.t− (n+ λ)(k − 1)2.pim
]
(3.14)
Ks4(θ, t) =
m∑
k=1
∞∑
λ=1
∞∑
n=1
Icn.Csλ−Isn.Ccλ
2 sin
[
λ(p.θ − θc0)− n.ωs.t− (λ− n)(k − 1)2.pim
]
(3.15)
3.2.2.1 Courants induits au rotor
Les courants induits sont déduits des courants d’alimentation selon le même processus que
celui établi dans le chapitre 2.3.2.3. Cela revient donc à identifier les constantes (amplitude et
déphasage) des distributions spatiaux temporelles des courants induits, dont nous nous donnons
la forme générique dans les équations 3.16, 3.17, 3.18, 3.19.
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Kr1(θ, t) =
m∑
k=1
∞∑
λ=1
∞∑
n=1
Krλn1 cos
[
λ(p.θ − θc0) + n.ωs.t− (n+ λ)(k − 1)2.pim − βrλn1
]
(3.16)
Kr2(θ, t) =
m∑
k=1
∞∑
λ=1
∞∑
n=1
Krλn2 cos
[
λ(p.θ − θc0)− n.ωs.t− (λ− n)(k − 1)2.pim + βrλn2
]
(3.17)
Kr3(θ, t) =
m∑
k=1
∞∑
λ=1
∞∑
n=1
Krλn3 sin
[
λ(p.θ − θc0) + n.ωs.t− (n+ λ)(k − 1)2.pim − βrλn3
]
(3.18)
Kr4(θ, t) =
m∑
k=1
∞∑
λ=1
∞∑
n=1
Krλn4 sin
[
λ(p.θ − θc0)− n.ωs.t− (λ− n)(k − 1)2.pim + βrλn4
]
(3.19)
L’identification de ces distributions avec celles obtenues par résolution du modèle analy-
tique tenant compte d’une conductivité au rotor permettra d’identifier ces inconnues en utilisant
l’équation 2.14.
Cette démarche donne pour les quatres sources statoriques, les différentes constantes sui-
vantes :
- pour Ks1(θ, t) :
Krλn1 =
µ0.ξe.Vλ. (Icn.Ccλ − Isn.Csλ) .(λ.ω + n.ωs)
2
√
1 + µ02.ξe2.Wλ2.(λ.ω + n.ωs)2
(3.20)
βrλn1 = arctan
1
µ0.ξe.Wλ.(λ.ω + n.ωs)
(3.21)
- pour Ks2(θ, t) :
Krλn2 =
µ0.ξe.Vλ. (Icn.Ccλ + Isn.Csλ) .(λ.ω − n.ωs)
2
√
1 + µ02.ξe2.Wλ2.(λ.ω − n.ωs)2
(3.22)
βrλn2 = arctan
−1
µ0.ξe.Wλ.(λ.ω − n.ωs) (3.23)
- pour Ks3(θ, t) :
Krλn3 =
µ0.ξe.Vλ. (Isn.Ccλ + Icn.Csλ) .(λ.ω + n.ωs)
2
√
1 + µ02.ξe2.Wλ2.(λ.ω + n.ωs)2
(3.24)
βrλn3 = arctan
1
µ0.ξe.Wλ.(λ.ω + n.ωs)
(3.25)
- pour Ks4(θ, t) :
Krλn4 =
µ0.ξe.Vλ. (Icn.Csλ − Isn.Ccλ) .(λ.ω − n.ωs)
2
√
1 + µ02.ξe2.Wλ2.(λ.ω − n.ωs)2
(3.26)
βrλn4 = arctan
−1
µ0.ξe.Wλ.(λ.ω − n.ωs) (3.27)
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Les constantes géométriques "Vλ", "Wλ" utilisées pour définir ces courants induits ont préa-
lablement été définies dans le chapitre précédent : équations 2.41 et 2.42.
Les courants induits générés au rotor correspondent à la somme des courants induits obtenus
pour chacun des termes sources (équation 3.28).
Kr(θ, t) = Kr1(θ, t) +Kr2(θ, t) +Kr3(θ, t) +Kr4(θ, t) (3.28)
3.2.2.2 La résolution des équations du champ
Selon le même principe que précédemment, l’expression du potentiel vecteur dans l’entrefer
ou dans les aimants sera donnée par la résolution de l’équation de Poisson 2.9. Cette équation
sera résolue cinq fois en tout, quatre fois pour la densité de courant et une fois pour les aimants.
L’expression générale du potentiel vecteur est la suivante :
- dans l’entrefer
A3(r, θ, t) =
∞∑
λ=1
[(
ν131λ(t) + ν231λ(t) + ν331λ(t) + ν431λ(t) + ν531λ(t)
)
rλ.p
+
(
ν132λ(t) + ν232λ(t) + ν332λ(t) + ν432λ(t) + ν532λ
)
r−λ.p
]
cos(λ.p.θ)
+
[(
ν133λ(t) + ν233λ(t) + ν333λ(t) + ν433λ(t) + ν533λ(t)
)
rλ.p
+
(
ν134λ(t) + ν234λ(t) + ν334λ(t) + ν434λ(t) + ν534λ
)
r−λ.p
]
sin(λ.p.θ) (3.29)
- dans les aimants
A2(r, θ, t) =
∞∑
λ=1
[(
ν121λ(t) + ν221λ(t) + ν321λ(t) + ν421λ(t) + ν521λ
)
rλ.p
+
(
ν122λ(t) + ν222λ(t) + ν322λ(t) + ν422λ(t) + ν522λ(t)
)
r−λ.p + α1λ(r)
]
cos(λ.p.θ)
+
[(
ν123λ(t) + ν223λ(t) + ν323λ(t) + ν423λ(t) + ν523λ
)
rλ.p
+
(
ν124λ(t) + ν224λ(t) + ν324λ(t) + ν424λ(t) + ν524λ(t)
)
r−λ.p + α2λ(r)
]
sin(λ.p.θ)
(3.30)
Ces expressions sont exploitables si les termes "νzxyλ" utilisés dans les équations 3.29 et 3.30
sont donnés. Ces termes calculés à partir du jeu d’équations linéaires formé par les conditions
de passage aux frontières sont donnés en annexe D.
Les paramètres liés aux aimants "α1λ(r)" et "α2λ(r)" résultent de la résolution de l’équa-
tion 2.9 avec son second membre, et restent inchangés par rapport au chapitre précèdent 2.3.2.1.
Les expressions complètes du potentiel vecteur permettent de caractériser d’un point de vue
électromagnétique la machine.
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3.2.3 Les grandeurs électromagnétiques
3.2.3.1 L’induction magnétique
Les composantes radiale "Br" et tangentielle "Bθ" de l’induction sont déduites de l’expres-
sion du potentiel vecteur :
Br(r, θ, t) =
1
r
∂A(r, θ, t)
∂θ
(3.31)
Bθ(r, θ, t) = −∂A(r, θ, t)
∂r
(3.32)
Afin de donner l’expression de l’induction, ses composantes radiales et tangentielles seront
explicitées en prenant une forme générale déduites des équations 3.29 et 3.30 :
Bri(r, θ, t) =
∞∑
λ=1
−λ.p
r
[(
ν1i1λ(t) + ν2i1λ(t) + ν3i1λ(t) + ν4i1λ(t) + ν5i1λ(t)
)
rλ.p
+
(
ν1i2λ(t) + ν2i2λ(t) + ν3i2λ(t) + ν4i2λ(t) + ν5i2λ(t)
)
r−λ.p + α1λ(r)
]
sin(λ.p.θ)
+ λ.p
r
[(
ν1i3λ(t) + ν2i3λ(t) + ν3i3λ(t) + ν4i3λ(t) + ν5i3λ(t)
)
rλ.p
+
(
ν1i4λ(t) + ν2i4λ(t) + ν3i4λ(t) + ν4i4λ(t) + ν5i4λ(t)
)
r−λ.p + α2λ(r)
]
cos(λ.p.θ)
(3.33)
Bθi(r, θ, t) =−
∞∑
λ=1
[
λ.p
(
ν1i1λ(t) + ν2i1λ(t) + ν3i1λ(t) + ν4i1λ(t) + ν5i1λ(t)
)
rλ.p−1
−λ.p
(
ν1i2λ(t) + ν2i2λ(t) + ν3i2λ(t) + ν4i2λ(t) + ν5i2λ(t)
)
r−λ.p−1 + ∂α1λ(r)
]
cos(λ.p.θ)
+
[
λ.p
(
ν1i3λ(t) + ν2i3λ(t) + ν3i3λ(t) + ν4i3λ(t) + ν5i3λ(t)
)
rλ.p−1
−λ.p
(
ν1i4λ(t) + ν2i4λ(t) + ν3i4λ(t) + ν4i4λ(t) + ν5i4λ(t)
)
.r−λ.p−1 + ∂α2λ(r)
]
sin(λ.p.θ)
(3.34)
L’indice i représente le numéro de la zone (2, 3) dans laquelle est calculée l’induction. Les
termes sources dus aux aimant "α1λ(r)", "α2λ(r)" sont absents dans la solution donnée pour
l’entrefer.
3.2.3.2 Le couple électromagnétique
Le couple électromagnétique est déduit du tenseur de Maxwell exprimé sur le rayon d’alé-
sage R4.
γem(t) = −R4.h
µ0
ˆ 2pi
0
∂A3(R4, θ, t)
∂θ
.
∂A3(R4, θ, t)
∂r
.dθ (3.35)
Ce qui donne en fonction de la nouvelle forme du potentiel vecteur 3.29 :
γem(t) =
2.p2.h.pi
µ0
∑
λ
λ2
[(∑
i
νi32λ(t)
)
.
(∑
i
νi33λ(t)
)
−
(∑
i
νi31λ(t)
)
.
(∑
i
νi34λ(t)
)]
(3.36)
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Soulignons que l’expression développée du couple intègre un angle "θa" qui permet d’intro-
duire un déplacement angulaire entre les sources de champs statoriques et les sources de champs
rotoriques. De ce fait, si nous imposons "θa = Ω.t", nous obtenons l’expression du couple dy-
namique développé par la machine.
3.2.3.3 Flux et force électromotrice
Le flux embrassé par une spire du bobinage de surface "S0" délimitée par le contour "C0"
s’exprime par :
φ0 =
ˆ
S0
B.dS =
ˆ
S0
rotA.dS =
ˆ
C0
A.dl (3.37)
Les positions du conducteur "aller" et du conducteur "retour" de cette spire seront repérées
par les positions angulaires "θ" et "θ′". Le bobinage étant ramené par la distribution linéique de
courant sur le rayon d’alésage R4, nous pouvons écrire :
φ0(t) = A3(R4, θ, t).h−A3(R4, θ′, t).h (3.38)
où :h est la longueur de la machine [m].
Si nous voulons exprimer le flux embrassé par un ensemble de spires voisines perpendicu-
laires au plan d’étude, dont la distribution spatiale est "C(θ)", nous pouvons alors écrire :
dφ(t) =
[
A3(R4, θ, t)−A3(R4, θ′, t)
]
.h.C(θ).R4.dθ (3.39)
Remarque : cette expression est valide si l’ensemble des spires respecte la symétrie suivante
entre les groupements "aller" et "retour" :
C(θ) = −C(θ′) (3.40)
Ce calcul doit être élargi à l’ensemble des conducteurs mis en série et constituant le bobinage
d’une phase k. La fonction de répartition des conducteurs "ck(θ)" de cette phase étant nulle en
dehors du bobinage considéré, nous pouvons écrire :
φk(t) = h.R4
ˆ 2.pi
0
A3(R4, θ, t).ck(θ)dθ (3.41)
A partir de cette expression "φk" du flux embrassé par les conducteurs de la phase k, les
expressions des inductances propres, des mutuelles entre les différents enroulements de la ma-
chine, ainsi que la force électromotrice aux bornes d’un enroulement de la phase k peuvent être
déduites.
Les inductances et les mutuelles qui existent entre les différents enroulements d’une ma-
chine, dépendent uniquement du flux produit par l’armature statorique. Sur la base du flux total
embrassé par l’enroulement équation 3.41, les termes ν531λ, ν
5
32λ, ν
5
33λ, ν
5
34λ liés au aimants ne
doivent pas être pris en compte. Dans les termes "ν" restant pour définir le potentiel vecteur les
courants induits "Kr" sont nuls car ces inductances n’en dépendent pas. Pour simplifier les cal-
culs, la fréquence des courants "fs" sera mise à zéro car les inductances peuvent se déterminer
avec une alimentation en courant continu.
Lkk =
φkk
ik
(3.42)
Mkj =
φkj
ij
(3.43)
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A partir de l’expression générale 3.43, l’inductance liée à l’enroulement de la phase k notée
"Lkk", et la mutuelle entre l’enroulement de la phase k et celui de la phase j notée "Mkj" sont
données par les équations suivantes :
Lkk =
h.R4.pi
Is
∑
λ
{[(∑
i
νi33λk.r
λ.p +
∑
i
νi34λk.r
−λ.p
)
Csλ (3.44)
+
(∑
i
νi31λk.r
λ.p +
∑
i
νi32λk.r
−λ.p
)
Ccλ
]
cos
(
λ.p(k − 1) 2pi
m.p
+ λθc0
)
+
[(∑
i
νi33λk.r
λ.p +
∑
i
νi34λk.r
−λ.p
)
Ccλ
+
(∑
i
νi31λk.r
λ.p +
∑
i
νi32λk.r
−λ.p
)
Csλ
]
sin
(
λ.p(k − 1) 2pi
m.p
+ λθc0
)}
Mkj =
h.R4.pi
Is
∑
λ
{[(∑
i
νi33λj .r
λ.p +
∑
i
νi34λj .r
−λ.p
)
Csλ (3.45)
+
(∑
i
νi31λj .r
λ.p +
∑
i
νi32λj .r
−λ.p
)
Ccλ
]
cos
(
λ.p(k − 1) 2pi
m.p
+ λθc0
)
+
[(∑
i
νi33λj .r
λ.p +
∑
i
νi34λj .r
−λ.p
)
Ccλ
+
(∑
i
νi31λj .r
λ.p +
∑
i
νi32λj .r
−λ.p
)
Csλ
]
sin
(
λ.p(k − 1) 2pi
m.p
+ λθc0
)}
L’indice i varie de 1 à 4 car il est lié à la somme des quatres termes sources précédemment
définis 3.2.2.
L’indice j indique que le potentiel vecteur et donc les constantes qui lui sont associées est
calculé pour la densité de courant de la phase j uniquement.
Le flux à vide généré par les aimants "φ0" est à l’origine de la création de la force électro-
motrice (f.e.m.) dans les enroulements statoriques de la machine. Cette grandeur dépendante du
temps est déduite à partir de la loi de Faraday.
Ek(t) = −dφk0(t)
dt
(3.46)
avec φk0 le flux produit par les aimants dans l’enroulement de la phase k de la machine.
La détermination du flux produit par les aimants est réalisée en utilisant l’expression du flux
total embrassé (équation 3.41), sur laquelle nous prendrons uniquement les termes liés aux ai-
mants ν531λ, ν
5
32λ, ν
5
33λ, ν
5
34λ. L’insertion de cette expression dans 3.46 donne l’équation suivante :
Ek(t) =− h.R4.pi.p.Ω
∑
λ
λ
[
V ar1(t). cos
(
λ.p(k − 1) 2.pi
m.p
+ λ.θc0
)
V ar2(t). sin
(
λ.p(k − 1) 2.pi
m.p
+ λ.θc0
)]
(3.47)
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sachant que Ω représente la vitesse du rotor en rad/s, et que les variables V ar1 et V ar2
sont définies ci-dessous :
V ar1(t) =
(
ν531λ(t).R
λ.p
4 + ν532λ(t).R
−λ.p
4
)
.Ccλ +
(
ν532λ(t).R
λ.p
4 + ν534λ(t).R
−λ.p
4
)
.Csλ
V ar2(t) =−
(
ν531λ(t).R
λ.p
4 + ν532λ(t).R
−λ.p
4
)
.Csλ +
(
ν532λ(t).R
λ.p
4 + ν534λ(t).R
−λ.p
4
)
.Ccλ
Les constantes du potentiel vecteur A3 définissant les aimants dépendent du temps car nous
avons effectué un changement de variable : "θa" par "Ω.t − pi/(2.λ.p)", de façon à exprimer la
relation du rotor par rapport au stator.
3.3 Validation numérique du modèle plus générique
Afin de mettre en œuvre le modèle décrit précédemment et de le valider, nous avons choisi
deux machines synchrones distinctes :
- une machine avec un bobinage à pas raccourci alimenté par des courants sinusoïdaux.
- une machine avec un bobinage à pas diamétral, alimenté par des courants trapézoïdaux.
3.3.1 Machine synchrone avec un bobinage à pas raccourci
3.3.1.1 Description de la machine
Cette machine synchrone est équivalente à celle étudiée dans le chapitre 2.4.2.1. Elle a été
simplement adaptée pour intégrer un bobinage sur deux couches à pas raccourci (figure 3.1).
Le coefficient d’arc polaire "β" est égale à 0.66, ce qui permet d’avoir un champ produit dans
l’entrefer par les tuiles aimantées radialement presque sinusoidal. Les caractéristiques de cette
machine modifiée sont résumées dans le tableau 3.1.
La figure 3.4 donne une coupe de la machine avec le descriptif du bobinage et la répartition
des conducteurs dans les encoches (Ui+ représente l’aller de l’enroulement i pour la phase U ).
Par la suite, nous travaillerons dans les mêmes conditions de modélisation et de fonctionne-
ment à savoir :
– Couple maximum pour un courant donné ;
– Les parties ferromagnétiques sont idéalisées (µ grand) pour les simulations sous Flux2D ;
– Une machine avec et sans encoches seront successivement simulées ;
– Le rang spatial des harmoniques est limité à 30 pour le calcul analytique.
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Machine synchrone à 4 poles de 750 Watts
Ω - Vitesse de rotation [rad/s] 785, 4
fs - fréquence des courants d’alimentation [Hz] 250
R4 - Rayon d’alésage [mm] 17
e - Entrefer [mm] 0, 5
h - Longueur de la machine [mm] 54
Cs - Largeur de la culasse au stator [mm] 3, 5
Cr - Largeur de la culasse au rotor [mm] 3, 5
La - Largeur des aimants [mm] 4
β - Coefficient d’arc polaire 0, 66
Type d’aimantation radiale
Jp - Polarisation rémanente des aimants [T ] 0, 9
He - Hauteur d’encoche [mm] 13, 2
Ld - Largeur de la dent au stator [mm] 2
Hoe - Hauteur d’ouverture d’encoche [mm] 1
Oe - Ouverture d’encoche [mm] 1, 2
Ne - Nombre d’encoche par pôle et par phase 2
Ns - Nombre de tours dans une demi-encoche 17
ke0 = Oe/(Pd.R4) 0, 27
Is - Amplitude max du courant dans une phase [A] 5
Lfrette - Épaisseur de la frette [mm] 1, 2
ρfrette - Résistivité de la couche conductrice [Ω.m] 1, 7.10−6
ξe = Lfrette/ρfrette [Ω−1] 706
TABLE 3.1 – Caractéristiques de la machine synchrone bobinée avec un pas raccourci
3.3.1.2 Comparaison des grandeurs électromagnétiques
3.3.1.2.1 Validation de la densité linéique de courant
Dans cette première phase, nous avons limité les sources de champ à la densité linéique
de courants statoriques. Ce cas nous permet de valider la formulation de la densité de courant
statorique dans notre modèle en vérifiant les grandeurs électromagnétiques qui en découlent.
Les grandeurs comparées entre modèle analytique et simulation par logiciel de calcul du
champ seront le potentiel vecteur (figure 3.5), les inductions radiale et tangentielle (figures 3.6
et 3.7).
La comparaison de ces grandeurs issues du modèle et des simulations par éléments finis nous
montre une parfaite adéquation entre les courbes respectives.
Nous en concluons que les modifications apportées à la modélisation de sources de champs
statoriques sont réalistes et exploitables dans un modèle plus complet de la machine.
Nous remarquons que l’impact des encoches est négligeable comparé aux résultats obtenus
dans la partie 2.4.1.2.1. La principale raison réside dans le fait que l’entrefer magnétique est
toujours aussi grand, et que l’ouverture d’encoche est plus petite (40 % plus petite par rapport
aux machines précédentes), ce qui permet d’atténuer les phénomènes liés à l’encochage.
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FIGURE 3.4 – Machine synchrone avec un bobinage à pas raccourci
(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 3.5 – Potentiel vecteur milieu d’entrefer mécanique de la MS simplifiée à pas raccourci
(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 3.6 – Induction radiale milieu d’entrefer mécanique de la MS simplifiée à pas raccourci
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(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 3.7 – Induction tangentielle milieu d’entrefer mécanique de la MS simplifiée
à pas raccourci
3.3.1.2.2 Machine synchrone complète
Dans cette partie, nous avons considéré la machine complète (aimant, courants d’alimenta-
tion et induit) en fonctionnement moteur.
(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 3.8 – Potentiel vecteur au milieu de l’entrefer mécanique de la MS à pas raccourci
(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 3.9 – Induction radiale au milieu de l’entrefer mécanique de la MS à pas raccourci
Les figures 3.8, 3.9, 3.10, 3.11, 3.12, 3.13 démontrent que le modèle analytiquement est très
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(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 3.10 – Induction tangentielle au milieu de l’entrefer mécanique de la MS à pas raccourci
(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 3.11 – Courant induit au centre de la frette de la MS à pas raccourci
(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 3.12 – Couple électromagnétique produit par la machine synchrone à pas raccourci
représentatif et exploitable, les courbes résultantes du calcul analytique se superposant à celles
issues de la simulation par éléments finis. Un calcul des écarts permet d’évaluer plus finement
la précision du modèle. Les résultats consignés dans le tableau 3.2 confirment les conclusions
émises à partir des courbes avec des écarts de 2 % et 1 % sur les grandeurs électromagnétiques
dimensionnantes telles que le couple, et la force électromotrice.
S’agissant des courants induits (figure 3.11), il faut souligner qu’ils ont été calculés en loca-
lisant la conductivité équivalente sur le rayon milieu de la frette et non en surface des aimants.
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(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 3.13 – Force électromotrice produit par la machine synchrone à pas raccourci
Nous aurions pu prendre en compte dans le modèle complet ce courant induit moyen qui cor-
respondrait à celui obtenu au milieu de la frette, mais nous avons préféré garder les hypothèses
de départ (courant induit localisé à la périphérie des aimants). De plus, nous constatons que ces
courants induits ont très peu d’influence sur le champ dans l’entrefer.
Nous noterons que le déphasage entre les courant induits calculés analytiquement et ceux is-
sus du logiciel par calcul du champ, est dû au pas de temps choisi pour la simulation en magnéto-
transitoire sous Flux2D (plus le pas de temps est petit, plus le déphasage sera faible).
Potentiel vecteur 2 %
Induction radiale 7 %
Induction tangentielle 44 %
Courant induit 21 %
Couple 2 %
Force électromotrice 1 %
TABLE 3.2 – Écart maximum entre le modèle et la machine réelle simulée
Les résultats, nous permettent en tout premier lieu de valider ce modèle qui propose une
distribution des conducteurs dite "plus générique" au travers de ce bobinage à pas raccourci. En
outre, ils nous montrent avantageusement que la non prise en compte de l’encochage n’est pas
pénalisante même au second ordre.
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3.3.2 Machine synchrone avec une alimentation trapézoïdale
3.3.2.1 Description de la machine
Afin de valider la prise en compte de signaux d’alimentations non sinusoïdaux dans le modèle
analytique, nous avons modifié la machine de référence pour en faire une machine de type "DC
brushless". Le champ trapezoidal dans l’entrefer est obtenu en augmentant la largeur d’aimant
par rapport au pas polaire.
Les spécifications de cette machine sont décrites plus précisément dans le tableau 3.3.
Machine synchrone à 4 poles
Ω - Vitesse de rotation [rad/s] 785, 4
fs - fréquence des courants d’alimentation [Hz] 250
R4 - Rayon d’alésage [mm] 17
e - Entrefer [mm] 0, 5
h - Longueur de la machine [mm] 54
Cs - Largeur de la culasse au stator [mm] 3, 5
Cr - Largeur de la culasse au rotor [mm] 3, 5
La - Largeur des aimants [mm] 4
β - Coefficient d’arc polaire 0, 85
Type d’aimantation radiale
Jp - Polarisation rémanente des aimants [T ] 0, 9
He - Hauteur d’encoche [mm] 13, 2
Ld - Largeur de la dent au stator [mm] 4
Hoe - Hauteur d’ouverture d’encoche [mm] 1, 3
Oe - Ouverture d’encoche [mm] 2
Ne - Nombre d’encoche par pôle et par phase 1
Ns - Nombre de tours dans une demi-encoche 70
ke0 = Oe/(Pd.R4) 0, 225
Is - Amplitude max du courant dans une phase [A] 5
Lfrette - Épaisseur de la frette [mm] 1, 2
ρfrette - Résistivité de la couche conductrice [Ω.m] 1, 7.10−6
ξe = Lfrette/ρfrette [Ω−1] 706
TABLE 3.3 – Caractéristiques de la machine "DC brushless"
La figure 3.14 donne une coupe de la machine avec la configuration du bobinage adoptée
(bobinage réparti à pas diamétral, "Ui+" représentant le conducteur aller de l’enroulement i
pour la phase "U").
Dans la suite, nous travaillons toujours sur le même point de fonctionnement et avec les
mêmes critères que lors des précédentes validations numériques :
– Fonctionnement moteur ;
– Couple maximum pour un courant donné ;
– Les parties ferromagnétiques sont idéalisées (µ grand) pour les simulations sous Flux2D ;
– Le rang spatial des harmoniques est limité à 30 pour le modèle analytique.
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FIGURE 3.14 – Machine "DC brushless" alimentée par des courants trapézoïdaux
3.3.2.2 Comparaison des grandeurs électromagnétiques
Comme précédemment, la validation numérique s’effectuera successivement sur une ma-
chine avec puis sans encoches.
(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 3.15 – Potentiel vecteur au milieu de l’entrefer mécanique de la MS alimenté en trapèze
(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 3.16 – Induction radiale au milieu de l’entrefer mécanique de la MS alimenté en trapèze
S’agissant de la machine sans encoche, les figures 3.15, 3.16, 3.17, 3.18, 3.19, 3.20 montrent
qu’à l’exception des courants induits, le modèle analytique reproduit au rapport près les résul-
tats de simulation. Les différences observées sur les courants induits peuvent atteindre un taux
inacceptable de 85 %.
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(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 3.17 – Induction tangentielle au milieu de l’entrefer mécanique de la MS alimenté en
trapèze
(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 3.18 – Courant induit au centre de la frette de la MS alimenté en trapèze
(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 3.19 – Couple électromagnétique produit par la MS alimenté en trapèze
Sur la figure 3.18(a), nous avons fait une comparaison entre le modèle "Kr modèle frette" et
le calcul numérique "Kr Sans Encoche" pour des signaux de courant parfaitement représentés.
Celle-ci nous permet de conclure que le modèle n’est pas représentatif de la réalité.
Les problèmes de précision rencontrés lors du second chapitre (partie 2.4.1.2.2 sur la ma-
chine asynchrone) sur la multiplication des séries de Fourier pour des signaux discontinus, nous
ont incité par ailleurs à analyser la sensibilité du modèle au choix du rang et du nombre d’har-
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(a) modèle / machine sans encoche (b) modèle / machine avec encoches
FIGURE 3.20 – Force électromotrice produit par la MS alimenté en trapèze
moniques. Sachant que pour un signal trapézoïdal, les harmoniques les plus représentatives sont
le fondamental et le rang 5, une étude comparative sur les courants induits a été effectuée en se
limitant à ces harmoniques ("Kr modèle frette n=1,5" et "Kr sans encoche n=1,5"). Les résul-
tats comparés fournissent un écart entre modèle et simulation numérique réduit à 8 % au maxi-
mum, ce qui constitue une nette amélioration par rapport aux résultats précédents. Dans l’optique
d’évaluer au mieux les pertes de la machine, une solution alternative est donc envisageable pour
le calcul des courants induits [Ler06], [Dub06]. Ceci étant, des efforts doivent encore être portés
sur le modèle générique, et en particulier sur la méthodologie de calcul du "kr" équivalent.
Concernant la machine avec encoches, les résultats comparatifs sont très satisfaisants sur
les grandeurs globales de la machine (couple et force électromotrice) comme en témoigne le
tableau 3.4 des écarts quantifiés. Les écarts significatifs observés sur la composante tangentielle
ne sont pas pénalisant pour le modèle qui doit être avant tout précis sur les grandeurs de sortie
de la machine.
L’analyse des courants induits révèle logiquement les problématiques identiques à celles
identifiées sur la machine sans encoche (voir 2.4.2.1).
Potentiel vecteur < 1 %
Induction radiale 13 %
Induction tangentielle 66 %
Courant induit 80 %
Couple 2, 5 %
Force électromotrice < 1 %
TABLE 3.4 – Écart maximum entre le modèle et la machine réelle simulée
Conclusion
Cette étude numérique nous a montré que le modèle analytique semble bien être adapté à la
conception des machines synchrones à aimants permanents. En effet, il permet la prise en compte
d’un bobinage et d’un courant générique ce qui constitue un plus pour le concepteur.
Ce modèle analytique permet de s’affranchir d’une première étape de validation de la ma-
chine par simulation numérique, avec un temps de calcul très rapide ce qui signifie au final un
gain de temps très intéressant dans la conception de la machine.
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3.4 Outil d’aide à la conception de machines synchrones à aimants
3.4.1 Principes et objectifs
Le modèle électromagnétique que nous avons construit et validé précédemment, est main-
tenant opérationnel pour être intégré dans une interface logicielle conviviale (IHM : Interface
Homme Machine) afin d’être exploité en tant qu’outil d’analyse d’un prédimensionnement d’une
machine synchrone à aimants permanents.
Ainsi, à partir des dimensions de base de la machine (telles que le rayon d’alésage, la lon-
gueur utile, . . .) cette interface doit fournir un ensemble de données qui permettent autant de
valider le prédimensionnement (couple électromagnétique) que de caractériser totalement l’ac-
tionneur (inductances, force électromotrice, pertes, . . .). Si le modèle analytique précédemment
développé constitue la base du calcul, il doit être connecté à des modules supplémentaires à
doubles objectifs.
Ainsi, compte tenu de la structure idéalisée à laquelle est rattaché le modèle (machine sans
encoches avec une perméabilité relative supposée infinie au niveau des culasses), ces modules
visent à finaliser le dimensionnement par le calcul de paramètres structurels incontournables
de la structure réelle. Ces paramètres intègrent notamment la définition des encoches (largeur,
hauteur) et des culasses magnétiques (stator, rotor).
Une fois la machine entièrement dimensionnée, ces modules calculent ses caractéristiques
telles que les résistances, les inductances, la force électromotrice, ainsi que les pertes Joule et les
pertes fer (au rotor et au stator).
Le tableau 3.5 énonce les prérequis du modèle et les paramètres finaux fournis par l’ensemble
des modules rattachés à ce modèle.
Données de base du modèle analytique Données calculées analytiquement
Vitesse de rotation [rad/s] Épaisseur de la culasse statorique [mm]
Fréquence des courants d’alimentation [Hz] Épaisseur de la culasse rotorique [mm]
Rayon d’alésage [mm] ⇒ Hauteur d’encoche [mm]
Entrefer [mm] Largeur de la dent au stator [mm]
Largeur des aimants [mm] Risque de démagnétisation des aimants
Coefficient d’arc polaire ⇒ Résistance d’une phase [Ω]
Type d’aimantation [radiale/parallèle] Inductance cyclique d’une phase [µH]
Polarisation rémanente des aimants [T ] Force électromotrice [V ]
Hauteur d’ouverture d’encoche [mm] Couple électromagnétique [Nm]
Ouverture d’encoche [mm] Pertes Joule dans le bobinage [W ]
Nombre d’encoche par pôle et par phase Pertes fer au stator [W ]
Nombre de tours dans une encoche Pertes par courants induits au rotor [W ]
Largeur de la frette [mm]
Longueur de la machine [mm]
Résistivité de la couche conductrice [Ω.m]
Amplitude du courant de phase [A]
TABLE 3.5 – Caractérisation de l’actionneur par calcul analytique (Entrées / Sorties)
Les paragraphes suivants explicitent l’ensemble des modules de calcul qui se connectent au
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modèle analytique de base.
3.4.2 Prise en compte de l’encochage
Dans le modèle analytique présenté, nous avons négligé le phénomène d’encochage du sta-
tor puisque nous avons modélisé la machine par une succession de zones cylindriques (voir
chapitre 2.2.2.2).
Afin de le prendre partiellement en compte, une méthode consiste à substituer un entrefer
corrigé "ec" à l’entrefer mécanique "e". Cette modification est appropriée à la retranscription
des effets de modulations induits par l’encochage sur le champ produit par les aimants, mais
elle n’est pas suffisante pour décrire tous les phénomènes induits sur le champ produit par les
courants (inductance de fuite) [Mat91].
L’entrefer corrigé est calculé à l’aide d’un coefficient correctif supérieur à 1, appelé aussi
coefficient de Carter "kc", tel que :
ec = kc.e (3.48)
Ce coefficient tient compte de l’influence de la denture sur l’induction dans l’entrefer et
s’exprime en fonction de l’ouverture d’encoche "Oe" et du pas dentaire "Pd" :
kc =
Pd
Pd − 4pi
{
Oe
2.e arctan
(
Oe
2.e
)
− log
[√
1 +
(
Oe
e
)2]} ≈ PdPd − Oe25e+Oe (3.49)
Dans le cas des machines hautes vitesses étudiées, nous avons une ouverture d’encoche petite
vis à vis de l’entrefer magnétique donc cette correction ne sera pas nécessaire dans la plupart des
cas.
3.4.3 Dimensionnement des culasses magnétiques
Lors des hypothèses faites dans le calcul analytique, nous avons considéré la perméabilité
des culasses infinie, ce qui les rendaient inopérantes dans le modèle analytique. Dans l’objectif
de concevoir une machine, il devient nécessaire de donner les dimensions de ces culasses.
L’épaisseur de ces culasses magnétiques "Epculasse" est donnée par la quantité de flux ma-
gnétique les traversant "φculasse" et l’induction maximum "Bculasse" que le concepteur imposera.
φculasse(t) = Bculasse(t).Sculasse = Bculasse(t).h.Ep (3.50)
avec : Sculasse est la section de la culasse [m2].
h est la longueur de la machine [m].
Dans une configuration sans fuites et sans effets de bords, ce flux magnétique est équivalent
à celui qui traverse la section latérale d’un demi-pôle "φpole", car le flux produit par un pôle se
répartit uniformément à droite et à gauche dans les culasses (voir figure 3.21).
Pour la culasse extérieure (stator), ce flux est donné par la circulation du potentiel vecteur sur
le rayon d’alésage "R4" de la machine. Pour la culasse intérieure (rotor), le flux est calculé de la
105
3. Prise en compte de paramètres de conception avancée
FIGURE 3.21 – Répartition du flux magnétique dans les culasses pour un pôle
même manière sur le rayon "R2" à la périphérie interne des aimants. Sachant que la structure est
invariante par translation, la circulation est donnée à tout instant par :
φdpole(r, t) = h. [Ai(r, θ1, t)−Ai(r, θ0, t)] (3.51)
avec : θ0 l’angle entre l’origine et le centre du pôle [rad],
θ1 l’angle entre l’origine et l’extrémité du pôle [rad],
i = 3 pour le stator, et i = 2 pour le rotor.
En outre, la culasse doit être dimensionnée de manière à accepter le flux maximum sans sa-
turation excessive. Le potentiel vecteur est dans ce cas calculé sur la base d’une réaction d’induit
purement longitudinale qui induit un choix approprié du calage entre le moment magnétique ro-
torique et le champ statorique. Ce choix nous conduit à imposer un angle de déphasage spatial
"θc0" de la distribution du bobinage et le déphasage "θa" du moment magnétique rotorique. Pour
les cas que nous avons décrit précédemments, nous avons les paramètres suivants :
- pour un bobinage à pas diamétral
t = 0 ; θc0 = 0 ; θa = 0
⇒ θ1 = pi2.p ; θ0 = 0
- pour un bobinage à pas raccourci
t = 0 ; θc0 = −pi2.p.m.Ne ; θa =
−pi
2.p
⇒ θ1 = 0 ; θ0 = − pi2.p
Une fois ces paramètres définis, nous pouvons utiliser la relation entre l’induction dans le fer
et les épaisseurs de culasses comme suit :
- culasse extérieure (stator)
Epstator =
1
Bfer
[A3(R4, θ1, 0)−A3(R4, θ0, 0)] (3.52)
- culasse intérieure (rotor)
Eprotor =
1
Bfer
[A2(R2, θ1, 0)−A2(R2, θ0, 0)] (3.53)
avec : Bfer l’induction maximale imposée dans le fer [T].
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3.4.4 Dimensionnement des dents du stator
Comme les culasses, les dents du stator sont des parties ferromagnétiques qui ont été simpli-
fiées dans le modèle en considérant leur perméabilité infinie.
De même que pour les culasses, la largeur des dents est conditionnée par une induction
maximale "Bfer" que le concepteur s’autorisera en fonction du matériau choisi, de la vitesse de
rotation, et de la température de fonctionnement, le but étant d’exploiter au maximum la zone
linéaire du matériau tout en limitant les pertes dans celui-ci.
Les dents doivent canaliser tout le flux absorbé par le stator. Pour une dent, cela correspond
au flux absorbé sur la surface d’un pas dentaire, ce qui revient en comparant par rapport au flux
produit sur un demi pôle, et en négligeant les fuites magnétiques :
φdent(t) =
2.φdpole(R4, t)
m.Ne
(3.54)
FIGURE 3.22 – Répartition du flux magnétique dans les dents pour un pôle
Les lignes de flux étant supposées radiales dans les dents, la largeur de la dent "Ld" est reliée
à l’induction par :
φdent(t) = Bfer.h.Ld (3.55)
De ces relations, et en utilisant le potentiel vecteur sur le rayon d’alésage "R4", nous pouvons
déduire l’expression 3.56 reliant la largeur de la dent à l’induction dans le fer.
Ld =
2
Bfer.m.Ne
[A3(R4, θ1, 0)−A3(R4, θ0, 0)] (3.56)
Selon la forme des encoches, nous pouvons avoir une largeur de dent qui varie en fonction du
rayon "r" sur lequel nous nous plaçons. Typiquement pour des encoches rectangulaires la largeur
de dent est plus grande au niveau du fond de l’encoche. Par simple inversion de l’équation 3.56,
nous pouvons déduire l’induction dans la dent en se plaçant à rayon "r" variable.
Une encoche de forme trapézoïdale a quant à elle une largeur de dent constante suivant "r"
avec une section d’encoche plus grande pour la même hauteur d’encoche.
Dans la procédure de conception, la largeur de la dent est dimensionnée par l’induction
maximale que le concepteur à imposer. Cette largeur de dent ne peut pas dépasser la largeur du
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pas dentaire "Pd". La hauteur de la dent est alors fonction de la section de l’encoche tributaire
de la section de cuivre.
Pd =
pi.R4
p.m.Ne
(3.57)
3.4.5 Dimensionnement de la hauteur d’encoche
La hauteur de l’encoche va dépendre de sa forme et de la quantité de conducteur à y mettre
pour avoir les ampères-tour que le concepteur a besoin.
Ces ampères tours "Ns.Is", et une densité de courant maximum par millimètre carré "Jcu"
vont permettre d’aboutir à une section de conducteur (cuivre) nécessaire. Une fois cette section
dite "active" calculée, il faut y injecter un coefficient de remplissage "Coefr" qui représente
l’isolant du conducteur et l’espace de vide entre deux brins. Ce coefficient varie en général entre
0, 4 et 0, 6.
Nous pouvons déduire de ces éléments l’expression de la section d’encoche :
Scond =
Ns.Is
Jcu.Coefr
(3.58)
La hauteur de l’encoche est déterminée en fonction de la forme de celle-ci. Nous donnerons
ici son calcul pour des épaisseurs de dent constante suivant le rayon (figure 3.23).
FIGURE 3.23 – Représentation d’une encoche stator
Nous déduisons l’expression de la section de cette encoche équation 3.59. Puis nous résol-
vons une équation du deuxième degré pour obtenir la hauteur d’encoche.
Senc =
pi
(
(R4 +Hoe +He)2 − (R4 +Hoe)2
)
2.Ne.m.p
− Ld.He (3.59)
∆ = [2.pi.(R4 +Hoe)− 2.Ld.Ne.m.p]2 + 8.pi.Ne.m.p.Scond
He =
− [2.pi.(R4 +Hoe)− 2.Ld.Ne.m.p] +
√
∆
2.pi (3.60)
3.4.6 La démagnétisation des aimants
Les aimants permanents sont sensibles à la variation de plusieurs phénomènes tels que
les champs magnétiques extérieurs, la température, les contraintes mécaniques, le vieillisse-
ment [Lac89].
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Une forte température de fonctionnement augmente dans tous les cas leur sensibilité aux
champs magnétiques extérieurs, et peut provoquer un vieillissement prématuré du matériau avec
des dégradations de performance. Il est alors important d’avoir une idée de cette température
et d’en tenir compte dès la conception. En s’appuyant sur la documentation technique du
fabricant d’aimants [Pre06], le concepteur relève une polarisation rémanente "Jp", et une limite
d’induction pour la démagnétisation "Bdmag" fonction de cette température.
Dans une machine électrique, la démagnétisation partielle des aimants peut être causée par
un champ de réaction d’induit produit par les courants. La démagnétisation irréversible des ai-
mants est due à l’imposition des forts champs magnétiques d’excitation ou à l’approche de la
température de Curie du matériau. Ces valeurs limites dépendent évidemment du type d’aimant
utilisé [Mul05a].
FIGURE 3.24 – Courbe de démagnétisation d’un aimant [Mul05a]
La perte de magnétisation se détermine à partir de la caractéristique de la polarisation
"J(H)" de l’aimant (figure 3.24). En effet lorsque le champ "H" dépasse le champ coercitif
de l’aimant "Hcj" correspondant au coude de démagnétisation, l’aimant subit une perte de
magnétisation irréversible. Ceci induit un point de fonctionnement qui se retrouvera en dessous
de la caractéristique initiale lorsque le champ "H" reprendra sa valeur initiale.
Dans une phase de conception de la machine électrique, il faut s’assurer que l’induction
"Bdmag" ne soit jamais atteinte dans les aimants pour une réaction d’induit démagnétisante maxi-
male.
Cette condition peut être vérifiée en calculant le potentiel vecteur dans les aimants lorsqu’ils
sont soumis à ce champ démagnétisant. Cela revient à imposer les angles de calage sur la densité
linéique de courant "θc0", et le moment magnétique rotorique "θa".
- pour un bobinage à pas diamétral : t = 0 ; θc0 = 0 ; θa = −pip
- pour un bobinage à pas raccourci : t = 0 ; θc0 = −pi2.p.m.Ne ; θa =
pi
2.p
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L’induction radiale "Br" est calculée sur le rayon extérieur "R3" des aimants, rayon sur
lequel ils sont plus sensibles à la démagnétisation, et au centre du pôle (θ = θa). L’outil doit
vérifier la condition suivante :
Br2(R3, θa, 0) > Bdmag (3.61)
FIGURE 3.25 – Courbe de démagnétisation d’un aimant Recoma 28 [Pre06]
A titre d’exemple, l’allure de la caractéristique de démagnétisation d’un aimant Samarium
Cobalt (Recoma 28 de Precision Magnetics) est donnée pour différentes températures sur la
figure 3.25.
Cette figure montre bien l’importance de tenir compte de la température de fonctionnement
des aimants pour donner la valeur de "Bdmag". Pour une température de 20˚C, l’induction de
démagnétisation est négative (inenvisageable), alors que pour un fonctionnement à 200˚C, cette
induction "Bdmag" est de 0.2 Tesla.
3.4.7 Les paramètres électriques
Les paramètres électriques de la machine permettent d’évaluer son comportement sur un
cycle de fonctionnement à partir de l’équation électrique 3.63. En phase de conception, si nous
nous fixons "ik(t)" comme donnée d’entrée, nous pouvons en déduire la tension d’alimentation
requise pour l’obtention d’un point de fonctionnement.
Vk(t) = Ek(t) +R.ik(t) + Lc.
dik(t)
dt
(3.62)
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où : Vk(t) est la tension au borne de la phase k [V ],
Ek(t) est la force électromotrice de la phase k [V ],
R est la résistance phase/neutre [Ω],
Lc est l’inductance cyclique phase/neutre [H].
Ek(t) étant préalablement connue à partir du modèle analytique initial, il s’agit donc de
calculer R et Lc
3.4.7.1 La résistance "R"
La résistance électrique d’une phase de la machine est déterminée à partir de l’enroulement
associé dont nous calculons la section utile "Sutile", la résistivité "ρ" de l’âme conductrice, et la
longueur "lcond", comme l’explicite l’équation 3.63.
R = ρ(Θcond)
lcond
Sutile
(3.63)
où : Θcond est la température du conducteur [˚C].
3.4.7.1.1 La résistivité du conducteur
La résistivité du conducteur dépend de sa température de fonctionnement et du matériau
utilisé. Nous donnons la définition de la résistivité (équation 3.64) pour le cuivre et l’aluminium
qui sont les matériaux les plus utilisés [Gre89].
ρ(Θcond) = ρ(Θ)
1 + α.Θcond
1 + α.Θ (3.64)
- pour le cuivre classique : ρ(0˚C) = 1, 72.10−8 Ω.m ; α = 4.10−3
- pour l’aluminium : ρ(0˚C) = 2, 67.10−8 Ω.m ; α = 4, 2.10−3
3.4.7.1.2 La section utile
La section utile est limitée par la densité de courant admissible que le concepteur se fixe pour
avoir un ratio satisfaisant entre l’échauffement généré par le bobinage (pertes par effet Joule) et
la capacité de refroidissement de la machine [Ber99].
Pour les machines de petite et moyenne puissance, le conducteur est divisé en plusieurs
brins connectés en parallèle pour des raisons mécaniques(facilité de bobinage, souplesse du
bobinage), et pour limiter les courants de Foucault. Cette section utile du conducteur est définie
par la somme des sections conductrices des brins connectés en parallèle.
3.4.7.1.3 La longueur du conducteur
La difficulté dans le calcul de la résistance réside dans l’estimation de la longueur du conduc-
teur. Cette estimation s’appuie sur le calcul du rayon moyen d’une spire (boucle complète com-
prenant l’aller et le retour dans une encoche du conducteur). Elle ne tient pas compte des torons
assurant le couplage des bobines et des portions de câble supplémentaire pour le bornier.
La figure 3.26 illustre le parcours moyen pour une spire que nous subdivisons en deux sous-
parcours.
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FIGURE 3.26 – Parcours moyen d’un fil conducteur dans le stator de la machine
Le premier correspond à l’arc de cercle représentatif de la tête de bobine entre deux encoches.
La valeur associée "ltb" est déduite à partir d’un rayon moyen positionné au centre du stator et
du pas de bobinage "∆bob".
ltb = 2.
(
R4 +
He +Hoe + Epstator
2
)
pi
p.m.Ne
.∆bob (3.65)
Le second est constitué de la longueur "lmac" des conducteurs logés dans les encoches addi-
tionnées de la hauteur des têtes de bobines "lhtb". Cette dernière est difficile à estimer par calcul
mais la taille de l’encoche et une représentation du stator peuvent aider le concepteur à fixer cette
valeur de façon pragmatique.
lmac = 2.h+ 4.lhtb (3.66)
Si "Nst" est le nombre de spire pour une phase, la longueur totale utilisée dans le calcul de
la résistance est donnée par la formule :
lcond = Nst.(lmac + ltb) (3.67)
3.4.7.2 L’inductance
L’inductance d’une phase de la machine appelée aussi, inductance cyclique ou inductance
synchrone "Lc", combine l’inductance propre, la mutuelle, et l’inductance de fuites.
Lc = Lpropre + Lfuites −M (3.68)
3.4.7.2.1 L’inductance propre
L’inductance propre constitue en général l’inductance prépondérante. Cependant dans le cas
des machines hautes vitesses sa valeur peut être proche de celle des inductances de fuites. Tout
d’abord, le faible taux d’ouverture d’encoche qui favorise le rebouclage des lignes de flux entre
deux encoches successives, impose l’augmentation de cette inductance de fuite. Ensuite, l’en-
trefer magnétique de ces machines est souvent grand à cause de l’épaisseur des aimants et de la
frette, ce qui contribue à diminuer l’inductance propre.
Dans le cas des machines à aimants permanents étudiées, cette inductance est indépendante
de la position relative du rotor (machine à pôles lisses), et s’obtient par la formule 3.69, à partir
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du flux total embrassé par un enroulement comme suit.
Lpropre =
h.R4.pi
Is
∑
λ
[(∑
i
νi33λ1.r
λ.p +
∑
i
νi34λ1.r
−λ.p
)
Csλ
+
(∑
i
νi31λ1.r
λ.p +
∑
i
νi32λ1.r
−λ.p
)
Ccλ
]
(3.69)
3.4.7.2.2 Les mutuelles
La mutuelle entre deux phases correspond au rapport entre le flux embrassé par l’enroule-
ment d’une phase "k" et le courant qui alimente une autre phase "j".
Pour les machines que nous étudions les mutuelles entre phases sont identiques, et indépen-
dantes de la position relative du rotor. L’équation 3.70 donne la mutuelle "M21" correspondant à
l’inductance entre l’enroulement de la phase 2 et de la phase 1 alimenté.
M =h.R4.pi
Is
∑
λ
{[(∑
i
νi33λ1.r
λ.p +
∑
i
νi34λ1.r
−λ.p
)
Csλ
+
(∑
i
νi31λ1.r
λ.p +
∑
i
νi32λ1.r
−λ.p
)
Ccλ
]
cos
(
λ.p
2pi
m.p
+ λθc0
)
+
[(∑
i
νi33λ1.r
λ.p +
∑
i
νi34λ1.r
−λ.p
)
Ccλ
+
(∑
i
νi31λ1.r
λ.p +
∑
i
νi32λ1.r
−λ.p
)
Csλ
]
sin
(
λ.p
2pi
m.p
+ λθc0
)}
(3.70)
La mutuelle calculée ne tient pas compte de l’encochage et des têtes de bobines.
3.4.7.2.3 Les inductances de fuites
Ces inductances "Lfuites" qui sont principalement localisées au niveau des têtes de bobines
et dans les encoches représentent le flux de fuites dans la machine.
Elles sont très difficiles à déterminer analytiquement car dépendantes de multiples para-
mètres structurels et de l’état de saturation de la machine. Parmi les diverses approches empi-
riques disponibles [Fog99], [Mil94], [Gie02] nous avons choisi plusieurs formulations simples
qui donnent des résultats représentatifs à 20 % près.
• S’agissant des fuites d’encoches "Lfe", nous utiliserons le calcul 3.71 ou 3.72 en fonction
de la géométrie de l’encoche. Ces calculs analytiques sont assez déterministes si la forme des
encoches réelles est proche des cas étudiés, et que le bobinage pour une phase reste homogène
au sein de l’encoche.
- pour une encoche rectangulaire :
Lfe = µ0.N2se.h
[
He
3.le
+ Hoe
Oe
]
(3.71)
- pour une encoche trapézoïdale :
Lfe = µ0.N2se.h
[
2.He
3.(lfonde+lhaute)
+ Hoe
Oe
]
(3.72)
où Nse est le nombre de spires dans une encoche.
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Les paramètres géométriques de l’encoche sont définis sur la figure 3.27.
FIGURE 3.27 – Schéma type de la forme des encoches
• Les fuites dans les têtes de bobines "Lftb" (ou partie frontale) sont beaucoup plus difficiles
à déterminer que les fuites d’encoche. Les formules estimant ces fuites, déduites de méthodes
empiriques, sont à la fois complexes et approximatives. Elles dépendent de la répartition du
bobinage dans ces parties frontales [Kos69]. Nous avons trouvé de nombreuses formulations
empiriques dans la littérature [Fog99], [Alg95], et nous avons utilisé la plus appropriée pour
notre application [Mil94]. Cette équation décrit l’inductance de têtes de bobines pour une bobine
constitué de "Ns" spires :
GMD = 0, 447.
√
Scond
Lftb = µ0
Ns
2.ltb
2 . ln
( 4.ltb
GMD
− 2
)
(3.73)
Au final :
Lfuites =
∑
Lfe +
∑
Lftb (3.74)
3.4.8 Les pertes dans la machine
3.4.8.1 Les pertes par effet Joule
Ces pertes sont dues à la résistance du bobinage. Elles sont localisées dans les encoches
et les têtes de bobines. Afin d’estimer correctement ces pertes, il convient d’avoir la résistance
phase/neutre pour la température de fonctionnement. L’équation 3.75 donne la formulation de
ces pertes pour la totalité de la machine.
PJoule = 3.R.Ieff 2 (3.75)
où : R est la résistance phase/neutre de la machine [Ω],
Ieff est le courant efficace dans une phase [A],
- pour un courant sinusoïdal : Ieff = Is/
√
2,
- pour un courant trapèze : Ieff = Is.
√
2/3
Ces pertes sont les plus faciles à déterminer, si nous ne considérons pas les pertes dues aux
harmoniques de courant. Dans la majorité des cas, cette approximation est suffisante.
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3.4.8.2 Les pertes fer dans le stator
Ces pertes sont générées dans tous les matériaux ferromagnétiques lorsqu’ils sont traversés
par un flux magnétique variable. Ces pertes sont séparables en pertes d’origine magnétique ap-
pelées "pertes par hystérésis", et en pertes d’origine ohmique appelées "pertes par courants de
Foucault" [Gre89].
Les pertes par hystérésis sont liées à la transformation et la réorganisation des domaines ma-
gnétiques du matériau sous l’effet de la variation du champ appliqué. Cette modification s’opé-
rant au sein du matériau à un coût énergétique représenté par un cycle d’hystérésis. Ces pertes
sont proportionnelles à l’aire de ce cycle et à sa fréquence (équation 3.76).
Ph =
ˆ
V
( 1
T
ˆ
H.dB
)
dV (3.76)
où : T est la période du champ d’excitation [Hz],
V est le volume du matériau [m3],
H et B sont le champ et l’induction magnétique [A/m] [T ].
Les pertes par courant de Foucault sont dues aux forces électromotrices créées par la varia-
tion du flux magnétique dans le fer (loi de Faraday). Elles dépendent de la résistivité du matériau
dans le sens de circulation des courants induits créés (équation 3.77), et elles sont proportion-
nelles au carré de la fréquence. Dans le stator, ces pertes sont réduites en feuilletant les parties
ferromagnétiques en tôles d’épaisseurs très minces isolées électriquement les unes des autres, et
dont les plans sont parallèles aux lignes d’induction.
Pf =
1
T
ˆ T
0
ˆ
V
ρ.J2.dV.dt (3.77)
où : ρ est la résistivité locale [Ω.m],
J est la densité locale du courant [A/m2].
Ainsi formulées, ces deux sources de pertes requièrent la connaissance des variations spa-
tiaux temporelles des grandeurs macroscopiques mises en jeu, et conduisent à des calculs en
temps réels lourds, incompatibles avec l’objectif de l’outil d’analyse et de dimensionnement
développé. En conséquence, nous nous sommes tournés vers des formulations plus simples et
empiriques.
L’ensemble des pertes par hystérésis et par courant de Foucault est donc calculé à partir de
l’expression suivante [Kon93], [Liw67] :
Pfer =
[(
10−2.σh + 102.σf .Eptole2.f
)
f.Bmax
2
]
Mfer (3.78)
où : f est la fréquence du fondamental de l’induction [Hz],
Bmax est la valeur maximum d’induction dans le fer [T ],
Eptole est l’épaisseur d’une tôle [m],
Mfer est la masse du paquet de tôles [Kg],
σh et σf sont les constantes dépendant de la nature des tôles utilisées et représentant les
pertes par hystérésis et par courant de Foucault.
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Il est commun afin de mieux estimer ces pertes de faire une étude séparée entre les dents et
la couronne de rebouclage du flux (culasse). Cela permet de prendre en compte une induction
maximum différente si ce n’est pas la même, et de rajouter un coefficient majorant les pertes dans
les dents. En effet, lors de l’élaboration des tôles cette zone subit plus de contraintes mécaniques
qui vont détériorer le matériau.
Ce type de calcul sous estime les pertes réelles, car il ne tient compte que d’un fonctionne-
ment au premier harmonique. Il est donc important de mener des investigations supplémentaires
par des calculs numériques ou des expérimentations.
3.4.8.3 Les pertes par courant de Foucault au rotor
Ces pertes se produisent dans les parties conductrices du rotor qui peuvent être une frette
métallique et/ou les aimants permanents. Ces pertes sont créées par la modulation du champ
magnétique due à l’encochage du stator (créant une modulation du champ dans l’entrefer), et par
les harmoniques spatio-temporelles contenues dans la densité linéique de courant statorique.
Dans le cas des machines étudiées, l’ouverture d’encoche petite par rapport à l’entrefer ma-
gnétique, nous permet de négliger les pertes dues à l’encochage du stator.
A partir du modèle analytique développé donnant l’expression des courants induits (équa-
tion 3.28) et de l’expression des pertes par courant de Foucault (équation 3.77), nous pouvons en
déduire la formulation suivante :
Pcf =
h.ρ
T
ˆ T
0
ˆ 2pi
0
Kr(θ, t)2dθ.dt (3.79)
soit :
Pcf = h.ρ.pi
∑
λ
∑
n
(
K2rλn1 +K
2
rλn2 +K
2
rλn3 +K
2
rλn4
)
(3.80)
où : ρ est la résistivité de la partie conductrice considérée [Ω.m].
3.4.9 Le logiciel de conception machine
Suite à ce travail de modélisation, nous avons intégré ces calculs analytiques dans un logi-
ciel réalisé sous Visual Basic.Net. Celui-ci va servir d’interface homme-machine (IHM) pour
que l’utilisateur (le concepteur de machine) puisse utiliser ces outils d’une manière efficace et
conviviale [Sim07].
Le logiciel de programmation employé utilise le langage objet, ce qui permet une modularité
et une évolutivité plus aisées. Ainsi, une séparation a été faite entre l’IHM et le module de
calcul dans le but de faciliter la réutilisation de l’interface après un ajout ou une modification
des modèles analytiques.
L’IHM du logiciel de conception illustrée figure 3.28 comprend :
– une arborescence avec la ou les machines étudiées et leurs parties constitutives (stator,
rotor...).
– un cadre avec les propriétés de l’élément sélectionné dans l’arborescence.
– une fenêtre où sont présentés les graphiques (grandeurs électromagnétiques) et les sché-
mas (bobinage, coupe de la machine).
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FIGURE 3.28 – Logiciel PreDesignMoteur
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3.5 Conclusion
L’objet de ce troisième chapitre a consisté à adapter le modèle analytique précédemment
développé à des structures de machines synchrones à aimants permanents dédiées à un fonction-
nement haute vitesse. Dans ce contexte un premier travail de fond a été mené sur les sources de
champ statorique afin de généraliser les formes d’onde associées au module d’alimentation et de
pouvoir proposer des configurations de bobinage multiples. Ainsi l’imposition de systèmes de
courants à fort contenu harmonique (résultant d’une alimentation par onduleur de tension MLI)
associée à des configurations de bobinages à pas raccourci par exemple, rend mieux compte des
contraintes technologiques auxquelles sont soumises les machines électromagnétiques dans des
applications à forte valeur ajoutée.
Ce modèle plus générique a été validé sur deux configurations de machines distinctes
mettant en œuvre un bobinage à pas raccourci pour l’une et une alimentation par créneaux de
courant pour l’autre. Les résultats comparatifs entre calcul analytique et simulations numériques
donnent des différences très minimes à l’exception des courants induits (5 % pour le couple et
30 % pour les courants induits). Si le calcul du couple électromagnétique par le modèle analy-
tique complet est exploitable, le calcul des courants induits nécessite quelques aménagements.
L’imposition d’une densité superficielle de courants accolée directement aux aimants augmente
considérablement l’entrefer (dans un rapport de trois) et minimise énormément le phénomène
les courants induits dans la frette dont l’épaisseur réelle est supérieure à celle de l’entrefer. Pour
pallier ce type de problème, un calcul analytique effectué sur la structure sans aimants avec
une densité superficielle de courant localisée au centre le la frette doit permettre d’obtenir des
résultats très proches de la réalité.
Au vu des résultats globaux qui confirment le modèle analytique développé, ce dernier a
été dans un second temps rendu exploitable en tant qu’outil d’aide au dimensionnement et à
la caractérisation des machines. Cet outil vise d’une part à finaliser le dimensionnement de la
machine en définissant précisément les paramètres structurels statoriques (largeur, profondeur
d’encoche, épaisseur des culasses) et d’autre part à caractériser la machine complète, autant par le
calcul de ses grandeurs électromagnétiques telles que la force électromotrice et les inductances,
que par l’évaluation de ses pertes. Des modules de calcul supplémentaires ont donc été définis
à partir des résultats issus du modèle analytique principal. Le tout est rassemblé dans un outil
d’aide au dimensionnement facile d’utilisation via une interface homme machine spécifiquement
développée.
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4.1 Introduction
4.1 Introduction
Le modèle analytique ayant été validé par simulations numériques, il s’agit maintenant de
le confronter à des applications développées avec Liebherr. L’objet de ce quatrième et dernier
chapitre vise donc à exploiter le modèle au travers de deux systèmes électromécaniques de
compression d’air et associés à des projets phares de la société Liebherr.
Le premier système est un compresseur motorisé destiné à alimenter en air une pile à
combustible embarquée dans un véhicule automobile. Le moteur électrique conçu pour cette
application a fait l’objet d’une campagne de tests dont les résultats ont permis de finaliser la
validation du modèle analytique.
Le second système est un turbocompresseur motorisé dédié à un pack électrique de condi-
tionnement d’air avion. Le moteur, en cours de conception, a été caractérisé au moyen de l’outil
de dimensionnement, et d’analyse au cours de cette étude.
4.2 La machine "Fuel Cell"
4.2.1 Présentation du projet
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4.2.2 La description du moteur électrique
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4.2 La machine "Fuel Cell"
4.2.3 Etude par calcul analytique de la machine
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4.2 La machine "Fuel Cell"
4.2.3.1 Les grandeurs électromagnétiques
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4.2 La machine "Fuel Cell"
4.2.3.3 Les paramètres électriques
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4.2.3.4 La démagnétisation de l’aimant
4.2.3.5 Les pertes
4.2.4 Etude par calcul numérique de la machine
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4.2.4.3 La démagnétisation de l’aimant
4.2.4.4 Les pertes
131
Co
nfi
de
nt
ie
l
4. Conception de machines hautes vitesses
.
132
Co
nfi
de
nt
ie
l
4.2 La machine "Fuel Cell"
4.2.5 Essais expérimentaux
4.2.5.1 Identification des paramètres électriques
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4.2.5.2 Essais en charge
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4.2.6 Bilan des études et des essais
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4.3 Le moteur "MSP"
4.3.1 Présentation du projet
Le MSP est conçu pour entraîner des turbomachines intégrées dans un pack de conditionne-
ment d’air tout électrique (voir chapitre 1). Son nom "MSP" vient de l’abréviation anglophone
"Middle Size Pack". Ce système d’air doit permettre la pressurisation et le renouvellement d’air
à une température adéquate pour des avions civils de 160 à 200 passagers.
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4.3.3 Etude par calcul analytique de la machine
4.3.3.1 Les grandeurs électromagnétiques
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4.4 Conclusion
Le quatrième chapitre a visé à mettre en pratique l’outil d’aide au dimensionnement et à la
caractérisation des machines à aimants permanents dédiées à des applications hautes vitesses.
Deux structures de machine ont été dans ce but sélectionnées. La première fait partie d’un projet
d’avant garde de la société Liebherr (projet Fuel Cell) et concerne la conception d’une machine
à aimants permanents intégrée dans un compresseur pour le conditionnement d’air d’un pack
automobile à pile à combustible. L’actionneur électromagnétique d’une puissance de 15 kW et
une vitesse de 85 000 tr/mn a été prédimensionné et fait l’objet d’une étude de caractérisation
via l’outil de dimensionnement avant d’être expérimenté sur banc de mesure. Cette étude menée
en parallèle du développement d’un prototype a permis en outre de valider expérimentalement
le modèle analytique proposé dans ce mémoire. La seconde machine étudiée est un prototype en
cours de réalisation. Dédiée à un système de conditionnement d’air pour un avion de transport
civil, elle devra opérer dans le domaine de la moyenne puissance (70 kW) et haute vitesse
(55 000 tr/mn).
Dans les deux cas de figures, les actionneurs ont été caractérisés et les résultats ont été
confrontés aux grandeurs électromagnétiques issues de la simulation numérique. Qu’il s’agisse
des inductances, de la force électromotrice ou des pertes, les écarts mesurés entre calcul et simu-
lation restent inférieurs à 20%. L’analyse comparative entre modèle et mesures expérimentales
dans le cas de la machine "Fuel Cell" donne elle aussi des résultats très satisfaisants avec des
écarts inférieurs à 14%.
Soulignons que si un logiciel de calcul numérique par éléments finis est en mesure de donner
des résultats plus proches de la réalité, sa mise en œuvre demande l’intervention d’un spécialiste
et requiert un temps de calcul sans commune mesure avec l’utilisation de l’outil développé pour
cette étude (5 minutes de saisie des données, 1 minute de calcul et d’affichage des résultats).
148
Conclusion générale
La présente thèse a été consacrée à l’élaboration d’une méthodologie de conception et de
dimensionnement des machines à aimants permanents en vue d’une application à haute vitesse
dans le domaine du conditionnement d’air.
Le premier chapitre a été l’occasion de préciser les contraintes et exigences propres au
thème d’application ciblé, dans le contexte général de l’avion "plus électrique". Considérant,
comme point de départ de l’étude, les différentes fonctions devant être assurées par le système
de conditionnement d’air tel que définis par le partenaire industriel impliqué dans ce travail (la
société Liebherr Aerospace), l’entraînement électrique des compresseurs et des turbomachines,
en remplacement du prélèvement direct de fluide sur le turbo réacteur, a été analysé en termes
d’enjeux et d’intégration dans le système avion. Il ressort de cette analyse un ensemble de
spécifications particulièrement sévères pour le moteur électrique d’entraînement. Ainsi, les
cahiers des charges ciblés prévoient des puissances qui s’échelonnent de 10 à 200 kW pour des
vitesses de rotation variant de 10 000 à 100 000 tr/mn. En outre, un élément particulièrement
critique propre à l’application réside dans le confinement thermique du moteur d’entraînement,
situé au cœur même de la turbine en vue d’une intégration optimisée. Face à un tel besoin,
la machine à aimants permanents s’impose très logiquement. Il n’en demeure pas moins que
plusieurs verrous technologiques freinent encore son développement dans le secteur concerné.
Ces difficultés tiennent pour une large part à la maîtrise des pertes supplémentaires induites par
la haute vitesse, non seulement du point de vue mécanique mais également du point de vue
électromagnétique. Face à ce dernier point, l’accent a été mis dans le présent travail sur la prise
en compte dans le modèle de conception des pertes dues aux courants induits dans les parties
conductrices du rotor (frette, blocs aimantés).
Le deuxième chapitre a détaillé la formulation retenue pour traiter le problème électro-
magnétique. La méthode retenue est fondée sur une résolution analytique des équations du
champ dans la structure, dans le cadre d’une approximation bidimensionnelle, conformément à
l’approche développée au sein du groupe GREM3 du Laboratoire Laplace. En vue de disposer
d’un modèle de complexité " intermédiaire ", les courants intervenant dans la structure, qu’ils
soient produits au niveau du stator ou induits dans les parties conductrices du rotor, ont été pris
en compte au moyen de nappes de courants superficiels positionnés aux frontières de l’entrefer.
Bien que relativement grossière, cette simplification permet de contourner la difficulté inhérente
à la résolution de l’équation de diffusion gouvernant la dynamique des courants induits. En effet,
en l’absence de courants volumiques induits, l’équation de Poisson demeure la formulation de
référence pour déterminer la distribution du champ dans les zones concentriques, aimantées ou
non constituant le domaine d’étude. La prise en compte de la distribution des conducteurs le
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long de l’entrefer de même que la polarisation radiale ou tangentielle des aimants s’appuie sur
une formulation par série de Fourier. La validation du modèle a effectué par comparaison sur
des cas de référence simulés par éléments finis en 2D. En ce qui concerne la modélisation des
courants induits, le cas d’un fonctionnement asynchrone (machine à induction) a été considéré.
Cette première étape de validation laisse apparaître des résultats relativement satisfaisants en
terme de précision (erreur inférieure à 5% dans le cas de la machine synchrone), tout en laissant
apparaître les limites du modèle du point de vue dynamique (30% d’erreur sur le couple calcul
du couple limité au premier harmonique), bien que la distribution des courants induits dans la
nappe conductrice soit relativement bien respectée en terme de forme d’onde générale.
En vue de l’élaboration progressive d’une méthode de dimensionnement dédiée aux
machines à aimants à haute vitesse, les formulations précédemment établies ont été complétées
au cours du troisième chapitre. Il s’est agi en particulier d’améliorer le caractère générique du
modèle initial en vue de la prise en compte, au niveau du module d’entrée, de configurations de
bobinage et de stratégies d’alimentation variées. Ainsi, le formalisme adopté permet de définir
un type de bobinage m-phasé quelconque, à pas diamétral ou raccourci en nombre d’encoches
par pôles et par phase entier ou fractionnaire, pourvu qu’il existe une symétrie permettant
de déduire la distribution des différentes phases par simple rotation. En ce qui concerne les
formes d’onde de courant d’alimentation, une grande variété de signaux à symétrie glissante
peut être considérée grâce à une décomposition en séries de Fourier. Un effort similaire a été
mené au niveau du module de sortie de l’outil développé, en vue du calcul automatique des
grandeurs caractéristiques du fonctionnement de la machine en régime permanent (inductance
force électromotrice, pertes). Soulignons à ce niveau que, si les possibilités du modèle sont
déjà très larges du point de vue des structures prises en compte, des extensions sont possibles
en vue d’intégrer d’autres architectures (bobinage multi-étoile, bobinage à ségrégation de
phase) susceptibles de répondre à terme aux exigences de fiabilité et disponibilité propres à
l’application. Dans le même sens, quelques grandeurs de sortie représentatives de certains
fonctionnements défaillants de la machine pourraient à terme être intégrées dans le schéma de
calcul.
L’outil élaboré est enfin confronté à deux types d’applications concrètes au cours du
quatrième et dernier chapitre. Ces deux projets menés par la société Liebherr concernent pour le
premier une machine développant 15 kW à 85 000 tr/min (projet "Fuel Cell") et pour le second
un moteur de 70 kW à 55 000 tr/min (projet "Middle Size Pack"). Ainsi, outre la confrontation
du modèle avec la simulation numérique, la validation présentée inclue une comparaison avec
les résultats d’essais disponibles pour l’une des deux machines. Il ressort de ces comparaisons
un comportement tout à fait satisfaisant du modèle proposé. Les erreurs observées au niveau
des grandeurs globales caractérisant le fonctionnement de la machine restent en effet inférieures
à 15 % ce qui est tout à fait acceptable pour un modèle dont la vocation principale est le
prédimensionnement. Certes, les formes d’onde de courant sinusoïdales imposées au niveau
statorique demeurent relativement pures ce qui limite d’autant la complexité des calculs
effectués par de série de Fourier. Néanmoins le modèle est parfaitement apte à rendre compte
du rôle prépondérant que jouent les harmoniques injectées sur le courant du fait des découpages
sur les pertes engendrées par courant induit au rotor (l’écart observé entre le cas sinusoïdal
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idéal et le cas réel est d’environ 70 % en ce qui concerne la puissance dissipée au niveau
de la frette conductrice). Soulignons enfin l’intérêt opérationnel de l’outil développé qui, en
quelques minutes, est à même de fournir avec une bonne approximation les premiers éléments
quantitatifs, pertes comprises, caractérisant une structure de machine donnée.
En conclusion, le présent travail vise à contribuer à l’élargissement du champ d’applica-
tion des méthodes de modélisation par calcul analytique du champ en deux dimensions, grâce
notamment à la prise en compte des courants induits au niveau du rotor. Cette fonctionnalité
supplémentaire s’avère indispensable dès lors que nous nous intéressons à des machines dédiées
à la haute vitesse. Certes la validation du modèle face à cette question nécessite encore quelques
efforts s’agissant en particulier d’une étude plus approfondie de son domaine de validité quant à
l’ensemble des degrés de liberté à prendre en compte (ouverture d’encoche, rupture de conduc-
tivité à l’interface des blocs aimantés). En outre, un modèle de pertes statoriques plus fin devrait
être avantageusement intégré à l’outil proposé. Néanmoins, ce dernier constitue d’ores et déjà
une base tout à fait opérationnelle pour assister efficacement le concepteur au stade du prédi-
mensionnement. Outre sa rapidité, un atout supplémentaire de la méthodologie proposée réside
dans sa capacité à intégrer des enrichissements progressifs, participant ainsi à la capitalisation
des connaissances au sein d’un bureau d’étude industriel.
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Annexe A
Formulation des termes sources du
champ des aimants
A partir de la formulation en série de Fourier de la distribution spatiale des aimants ci-
dessous :
Jpr (θr, θa) =
∞∑
λ=1
Jprcλ(θa).cos (λ.p.θr) + Jprsλ(θa).sin (λ.p.θr)
Jpθ (θr, θa) =
∞∑
λ=1
Jpθcλ(θa).cos (λ.p.θr) + Jpθsλ(θa).sin (λ.p.θr)
où "θa" est un angle qui va permettre d’introduire un déplacement angulaire des termes dus
aux aimants directement dans la solution du potentiel vecteur.
Nous donnerons dans les parties suivantes les coefficients de ces séries de Fourier pour une
aimantation radiale et parallèle.
A.1 Aimantation radiale
Jprcλ(θa) =
2.Jp
piλ
.
(
sin
(
λ.β.pi
2
)
.cos(λ.p.θa) + sin
(−λ.β.pi
2
)
.cos(λ.p.θa + λ.pi)
)
Jprsλ(θa) =
−2.Jp
piλ
.
(
sin
(−λ.β.pi
2
)
.sin(λ.p.θa) + sin
(
λ.β.pi
2
)
.sin(λ.p.θa + λ.pi)
)
Jpθcλ = 0
Jpθsλ = 0
A.2 Aimantation parallèle
Pour faciliter l’écriture de ces coefficients, nous avons défini dans un premier temps les
bornes du calcul, puis nous avons donné des variables intermédiaires, pour finir par la définition
des coefficients en fonction de "λ".
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borneA = θa +
β.pi
2.p borneB = θa −
β.pi
2.p
borneC = θa +
2.pi + β.pi
2.p borneD = θa −
2.pi−β.pi
2.p
Ac(θa) =sin (p.(borneA.(1 + λ)− θa))− sin (p.(borneB.(1 + λ)− θa))
+ sin (p.(borneC.(1 + λ)− θa))− sin (p.(borneD.(1 + λ)− θa))
Bc(θa) =sin (p.(borneA.(1− λ)− θa))− sin (p.(borneB.(1− λ)− θa))
+ sin (p.(borneC.(1− λ)− θa))− sin (p.(borneD.(1− λ)− θa))
As(θa) =cos (p.(borneA.(1 + λ)− θa))− cos (p.(borneB.(1 + λ)− θa))
+ cos (p.(borneC.(1 + λ)− θa))− cos (p.(borneD.(1 + λ)− θa))
Bs(θa) =cos (p.(borneA.(1− λ)− θa))− cos (p.(borneB.(1− λ)− θa))
+ cos (p.(borneC.(1− λ)− θa))− cos (p.(borneD.(1− λ)− θa))
Si "λ 6= 1" alors :
Jprcλ(θa) =
Jp
2.pi .
(
Ac
1 + λ +
Bc
1− λ
)
Jprsλ(θa) =
−Jp
2.pi .
(
As
1 + λ −
Bs
1− λ
)
Jpθcλ(θa) =
Jp
2.pi .
(
As
1 + λ +
Bs
1− λ
)
Jpθsλ(θa) =
Jp
2.pi .
(
Ac
1 + λ −
Bc
1− λ
)
Si "λ = 1" alors :
Jprcλ(θa) =
p.Jp
2.pi cos(−p.θa). (borneA− borneB + borneC − borneD)
+ p.Jp2.pi (−sin (p.(2.borneB − θa)) + sin (p.(2.borneC − θa))− sin (p.(2.borneD − θa)))
+ Jp4.pi sin (p.(2.borneA− θa))
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Jprsλ(θa) =
p.Jp
2.pi .sin(p.θa). (borneA− borneB + borneC − borneD)
+ p.Jp2.pi . (−cos (p.(2.borneB − θa)) + cos (p.(2.borneC − θa)))
+ p.Jp2.pi .
(
− 12.pcos (p.(2.borneA− θa))− cos (p.(2.borneD − θa))
)
Jpθcλ(θa) =
−p.Jp
2.pi .sin(−p.θa). (borneA− borneB + borneC − borneD)
+ −p.Jp2.pi . (−cos (p.(2.borneB − θa)) + cos (p.(2.borneC − θa)))
+ −p.Jp2.pi .
(
− 12.pcos (p.(2.borneA− θa))− cos (p.(2.borneD − θa))
)
Jpθsλ(θa) =
−p.Jp
2.pi .cos(−p.θa). (borneA− borneB + borneC − borneD)
+ −p.Jp2.pi . (−sin (p.(2.borneB − θa)) + sin (p.(2.borneC − θa)))
+ −p.Jp2.pi .
(
− 12.psin (p.(2.borneA− θa))− sin (p.(2.borneD − θa))
)
A.3 Termes dus aux aimants dans les constantes du potentiel vec-
teur
Dans les constantes du potentiel vecteur "ν", nous retrouvons des termes liés aux aimants
"α1λ(r)" et "α2λ(r)" définis dans le chapitre 2 ainsi que leurs dérivées données ci-dessous :
- Si λ.p 6= 1
dα1λ(r) =
Scλ
1− λ2.p2 dα2λ(r) =
Ssλ
1− λ2.p2 (A.1)
- Si λ.p = 1
dα1λ(r) =
Scλ
2 (ln(r) + 1) dα2λ(r) =
Ssλ
2 (ln(r) + 1) (A.2)
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Annexe B
Constantes du potentiel vecteur
Les constantes "ν" nécessaires pour définir le potentiel vecteur dans l’entrefer et les aimants
ont été données ci-dessous :
ν34λ(t)=
−2.µ0.Ksλ.R4−λ.p+1
λ.p.R3.Tλ
∑
k
cos
[
λ.p(k−1) 2.pi
m.p
+λ.θc0
]
. cos[ωs.t−(k−1) 2.pim ] (B.1)
+(dα2λ(R3)+Jpθsλ)
(
R2
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
λ.p.Tλ
)
− 2.R2−λ.p+1
R3.λ.p.Tλ
.(dα2λ(R2)+Jpθsλ)
−α2λ(R3)
(
R2
−2.λ.p.R3λ.p−1−R3−λ.p−1
Tλ
)
−2µ0.Krλ R2
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
m.p.λ.Tλ
∑
k
cos
[
λ.p(k−1) 2.pi
m.p
+λ.θc0
]
. cos[ωs.t−(k−1) 2.pim +βrλ]
ν32λ(t)=
2.µ0.Ksλ.R4
−λ.p+1
λ.p.R3.Tλ
∑
k
sin
[
λ.p(k−1) 2.pi
m.p
+λ.θc0
]
. cos[ωs.t−(k−1) 2.pim ] (B.2)
+(dα1λ(R3)+Jpθcλ)
(
R2
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
λ.p.Tλ
)
− 2.R2−λ.p+1
R3.λ.p.Tλ
.(dα1λ(R2)+Jpθcλ)
−α1λ(R3)
(
R2
−2.λ.p.R3λ.p−1−R3−λ.p−1
Tλ
)
+2µ0.Krλ
R2
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
m.p.λ.Tλ
∑
k
sin
[
λ.p(k−1) 2.pi
m.p
+λ.θc0
]
. cos[ωs.t−(k−1) 2.pim +βrλ]
ν24λ(t)=ν34λ(t)
R4
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p−α2λ(R3)+R2−λ.p+1.R3λ.p(∂α2λ(R2)+Jpθsλ)/(λ.p)
R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
(B.3)
+ µ0.Ksλ.R4
−λ.p+1.R3λ.p
λ.p(R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p)
∑
k
cos
[
λ.p(k−1) 2.pi
m.p
+λ.θc0
]
. cos[ωs.t−(k−1) 2.pim ]
ν22λ(t)=ν32λ(t)
R4
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p−α1λ(R3)+R2−λ.p+1.R3λ.p(∂α1λ(R2)+Jpθcλ)/(λ.p)
R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
(B.4)
− µ0.Ksλ.R4
−λ.p+1.R3λ.p
λ.p(R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p)
∑
k
sin
[
λ.p(k−1) 2.pi
m.p
+λ.θc0
]
. cos[ωs.t−(k−1) 2.pim ]
ν33λ(t) =ν34λ(t).R4−2.λ.p (B.5)
+µ0.Ksλ.R4
−λ.p+1
λ.p
∑
k
cos
[
λ.p(k−1) 2.pi
m.p
+λ.θc0
]
. cos[ωs.t−(k−1) 2.pim ]
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ν31λ(t) =ν32λ(t).R4−2.λ.p (B.6)
−µ0.Ksλ.R4
−λ.p+1
λ.p
∑
k
sin
[
λ.p(k−1) 2.pi
m.p
+λ.θc0
]
. cos[ωs.t−(k−1) 2.pim ]
ν23λ(t)=ν24λ(t).R2−2.λ.p−R2
−λ.p+1
λ.p (dα2λ(R2)+Jpθsλ) (B.7)
ν21λ(t)=ν22λ(t).R2−2.λ.p−R2
−λ.p+1
λ.p (dα1λ(R2)+Jpθcλ) (B.8)
avec :
Tλ=(R4−2.λ.p.R3λ.p−1−R3−λ.p−1).(R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p) (B.9)
−(R4−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p).(R2−2.λ.p.R3λ.p−1−R3−λ.p−1)
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Annexe C
Comparaison de la modélisation des
aimants
Afin de modéliser les aimants, nous avons la possibilité de choisir entre deux types d’aiman-
tation : radiale ou parallèle.
A priori, ce choix dépend de la façon dont sont polarisés les aimants qui vont être utilisés
dans la machine. Mais nous remarquons à travers les figures C.1, C.2, C.3 que lorsque le mo-
teur comprend plusieurs paires de pôles, l’utilisation d’une aimantation radiale pour modéliser
les aimants est plus judicieuse que l’aimant soit polarisé radialement ou unidirectionnellement
(parallèle). En effet, les lignes de champs produitent par ces aimants sont similaires à une tuile
à aimantation radiale à cause de la proximité des autres pôles et des culasses ferromagnétiques
qui perturbent ce champ.
Les figures ci-dessous ont été réalisées sur la base de la machine synchrone présentée dans
le chapitre 2.4.2.1, donc avec un coefficient d’arc polaire (β) de 0, 66. Nous avons effectué les
mêmes comparaisons pour une largeur angulaire de l’aimant égale à la largeur du pôle (β = 1),
et nous sommes arrivés aux mêmes conclusions.
FIGURE C.1 – Potentiel vecteur au milieu de l’entrefer pour une aimantation parallèle et radiale
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C. Comparaison de la modélisation des aimants
FIGURE C.2 – Induction radiale au milieu de l’entrefer pour une aimantation parallèle et radiale
FIGURE C.3 – Induction tangentielle au milieu de l’entrefer pour une aimantation parallèle et
radiale
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Annexe D
Constantes du potentiel vecteur pour
une densité de courant générique
Nous avons défini ces constantes "ν" en annexe pour ne pas encombrer le cœur de ce rapport
déjà bien fourni en équation.
Ces constantes nécessaires pour définir le potentiel vecteur dans l’entrefer et les aimants ont
été données ci-dessous en fonction de la source dont elle dépendait.
- pour Ks1(θ, t) :
ν134λ(t)=
−2.µ0.(Icn.Ccλ−Isn.Csλ).R4−λ.p+1
λ.p.R3.Tλ
∑
k
sin[λ.θc0−n.ωs.t+(λ+n)(k−1) 2.pim ] (D.1)
−µ0.Krλn1 R2
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
p.λ.Tλ
∑
k
sin[λ.θc0−n.ωs.t+(λ+n)(k−1) 2.pim −βrλn1]
ν132λ(t)=
−2.µ0.(Icn.Ccλ−Isn.Csλ).R4−λ.p+1
λ.p.R3.Tλ
∑
k
cos[λ.θc0−n.ωs.t+(λ+n)(k−1) 2.pim ] (D.2)
−µ0.Krλn1 R2
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
p.λ.Tλ
∑
k
cos[λ.θc0−n.ωs.t+(λ+n)(k−1) 2.pim −βrλn1]
ν124λ(t)=ν
1
34λ(t)
R4
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
(D.3)
+µ0.(Icn.Ccλ−Isn.Csλ).R4
−λ.p+1.R3λ.p
2.λ.p(R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p)
∑
k
sin[λ.θc0−n.ωs.t+(λ+n)(k−1) 2.pim ]
ν122λ(t)=ν
1
32λ(t)
R4
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
(D.4)
+µ0.(Icn.Ccλ−Isn.Csλ).R4
−λ.p+1.R3λ.p
2.λ.p(R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p)
∑
k
cos[λ.θc0−n.ωs.t+(λ+n)(k−1) 2.pim ]
ν133λ(t) =ν134λ(t).R4−2.λ.p (D.5)
+µ0.(Icn.Ccλ−Isn.Csλ).R4
−λ.p+1
2.λ.p
∑
k
sin[λ.θc0−n.ωs.t+(λ+n)(k−1) 2.pim ]
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ν131λ(t) =ν132λ(t).R4−2.λ.p (D.6)
+µ0.(Icn.Ccλ−Isn.Csλ).R4
−λ.p+1
2.λ.p
∑
k
cos[λ.θc0−n.ωs.t+(λ+n)(k−1) 2.pim ]
ν123λ(t)=ν
1
24λ(t).R2
−2.λ.p (D.7)
ν121λ(t)=ν
1
22λ(t).R2
−2.λ.p (D.8)
- pour Ks2(θ, t) :
ν234λ(t)=
−2.µ0.(Icn.Ccλ+Isn.Csλ).R4−λ.p+1
λ.p.R3.Tλ
∑
k
sin[λ.θc0+n.ωs.t+(λ−n)(k−1) 2.pim ] (D.9)
−µ0.Krλn2 R2
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
p.λ.Tλ
∑
k
sin[λ.θc0+n.ωs.t+(λ−n)(k−1) 2.pim +βrλn2]
ν232λ(t)=
−2.µ0.(Icn.Ccλ+Isn.Csλ).R4−λ.p+1
λ.p.R3.Tλ
∑
k
cos[λ.θc0+n.ωs.t+(λ−n)(k−1) 2.pim ] (D.10)
−µ0.Krλn2 R2
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
p.λ.Tλ
∑
k
cos[λ.θc0+n.ωs.t+(λ−n)(k−1) 2.pim +βrλn2]
ν224λ(t)=ν
2
34λ(t)
R4
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
(D.11)
+µ0.(Icn.Ccλ+Isn.Csλ).R4
−λ.p+1.R3λ.p
2.λ.p(R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p)
∑
k
sin[λ.θc0+n.ωs.t+(λ−n)(k−1) 2.pim ]
ν222λ(t)=ν
2
32λ(t)
R4
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
(D.12)
+µ0.(Icn.Ccλ+Isn.Csλ).R4
−λ.p+1.R3λ.p
2.λ.p(R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p)
∑
k
cos[λ.θc0+n.ωs.t+(λ−n)(k−1) 2.pim ]
ν233λ(t) =ν234λ(t).R4−2.λ.p (D.13)
+µ0.(Icn.Ccλ+Isn.Csλ).R4
−λ.p+1
2.λ.p
∑
k
sin[λ.θc0+n.ωs.t+(λ−n)(k−1) 2.pim ]
ν231λ(t) =ν232λ(t).R4−2.λ.p (D.14)
+µ0.(Icn.Ccλ+Isn.Csλ).R4
−λ.p+1
2.λ.p
∑
k
cos[λ.θc0+n.ωs.t+(λ−n)(k−1) 2.pim ]
ν223λ(t)=ν
2
24λ(t).R2
−2.λ.p (D.15)
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ν221λ(t)=ν
2
22λ(t).R2
−2.λ.p (D.16)
- pour Ks3(θ, t) :
ν334λ(t)=
−2.µ0.(Isn.Ccλ+Icn.Csλ).R4−λ.p+1
λ.p.R3.Tλ
∑
k
cos[λ.θc0−n.ωs.t+(λ+n)(k−1) 2.pim ] (D.17)
−µ0.Krλn3 R2
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
p.λ.Tλ
∑
k
cos[λ.θc0−n.ωs.t+(λ+n)(k−1) 2.pim −βrλn3]
ν332λ(t)=
2.µ0.(Isn.Ccλ+Icn.Csλ).R4−λ.p+1
λ.p.R3.Tλ
∑
k
sin[λ.θc0−n.ωs.t+(λ+n)(k−1) 2.pim ] (D.18)
+µ0.Krλn3
R2
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
p.λ.Tλ
∑
k
sin[λ.θc0−n.ωs.t+(λ+n)(k−1) 2.pim −βrλn3]
ν324λ(t)=ν
3
34λ(t)
R4
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
(D.19)
+µ0.(Isn.Ccλ+Icn.Csλ).R4
−λ.p+1.R3λ.p
2.λ.p(R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p)
∑
k
cos[λ.θc0−n.ωs.t+(λ+n)(k−1) 2.pim ]
ν322λ(t)=ν
3
32λ(t)
R4
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
(D.20)
−µ0.(Isn.Ccλ+Icn.Csλ).R4
−λ.p+1.R3λ.p
2.λ.p(R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p)
∑
k
sin[λ.θc0−n.ωs.t+(λ+n)(k−1) 2.pim ]
ν333λ(t) =ν334λ(t).R4−2.λ.p (D.21)
+µ0.(Isn.Ccλ+Icn.Csλ).R4
−λ.p+1
2.λ.p
∑
k
cos[λ.θc0−n.ωs.t+(λ+n)(k−1) 2.pim ]
ν331λ(t) =ν332λ(t).R4−2.λ.p (D.22)
−µ0.(Isn.Ccλ+Icn.Csλ).R4
−λ.p+1
2.λ.p
∑
k
sin[λ.θc0−n.ωs.t+(λ+n)(k−1) 2.pim ]
ν323λ(t)=ν
3
24λ(t).R2
−2.λ.p (D.23)
ν321λ(t)=ν
3
22λ(t).R2
−2.λ.p (D.24)
- pour Ks4(θ, t) :
ν434λ(t)=
−2.µ0.(Icn.Csλ−Isn.Ccλ).R4−λ.p+1
λ.p.R3.Tλ
∑
k
cos[λ.θc0+n.ωs.t+(λ−n)(k−1) 2.pim ] (D.25)
−µ0.Krλn4 R2
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
p.λ.Tλ
∑
k
cos[λ.θc0+n.ωs.t+(λ−n)(k−1) 2.pim +βrλn4]
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ν432λ(t)=
2.µ0.(Icn.Csλ−Isn.Ccλ).R4−λ.p+1
λ.p.R3.Tλ
∑
k
sin[λ.θc0+n.ωs.t+(λ−n)(k−1) 2.pim ] (D.26)
+µ0.Krλn4
R2
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
p.λ.Tλ
∑
k
sin[λ.θc0+n.ωs.t+(λ−n)(k−1) 2.pim +βrλn4]
ν424λ(t)=ν
4
34λ(t)
R4
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
(D.27)
+µ0.(Icn.Csλ−Isn.Ccλ).R4
−λ.p+1.R3λ.p
2.λ.p(R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p)
∑
k
cos[λ.θc0+n.ωs.t+(λ−n)(k−1) 2.pim ]
ν422λ(t)=ν
4
32λ(t)
R4
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
(D.28)
−µ0.(Icn.Csλ−Isn.Ccλ).R4
−λ.p+1.R3λ.p
2.λ.p(R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p)
∑
k
sin[λ.θc0+n.ωs.t+(λ−n)(k−1) 2.pim ]
ν433λ(t) =ν434λ(t).R4−2.λ.p (D.29)
+µ0.(Icn.Csλ−Isn.Ccλ).R4
−λ.p+1
2.λ.p
∑
k
cos[λ.θc0+n.ωs.t+(λ−n)(k−1) 2.pim ]
ν431λ(t) =ν432λ(t).R4−2.λ.p (D.30)
−µ0.(Icn.Csλ−Isn.Ccλ).R4
−λ.p+1
2.λ.p
∑
k
sin[λ.θc0+n.ωs.t+(λ−n)(k−1) 2.pim ]
ν423λ(t)=ν
4
24λ(t).R2
−2.λ.p (D.31)
ν421λ(t)=ν
4
22λ(t).R2
−2.λ.p (D.32)
- pour les aimants :
ν534λ=(dα2λ(R3)+Jpθsλ)
(
R2
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
λ.p.Tλ
)
− 2.R2−λ.p+1
R3.λ.p.Tλ
.(dα2λ(R2)+Jpθsλ) (D.33)
−α2λ(R3)
(
R2
−2.λ.p.R3λ.p−1−R3−λ.p−1
Tλ
)
ν532λ=(dα1λ(R3)+Jpθcλ)
(
R2
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
λ.p.Tλ
)
− 2.R2−λ.p+1
R3.λ.p.Tλ
.(dα1λ(R2)+Jpθcλ) (D.34)
−α1λ(R3)
(
R2
−2.λ.p.R3λ.p−1−R3−λ.p−1
Tλ
)
ν524λ=ν
5
34λ
R4
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p−α2λ(R3)+R2−λ.p+1.R3λ.p(dα2λ(R2)+Jpθsλ)/(λ.p)
R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
(D.35)
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ν522λ=ν
5
32λ
R4
−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p−α1λ(R3)+R2−λ.p+1.R3λ.p(dα1λ(R2)+Jpθcλ)/(λ.p)
R2−2.λ.p.R3λ.p+R3−λ.p
(D.36)
ν533λ =ν534λ.R4−2.λ.p (D.37)
(D.38)
ν531λ =ν532λ.R4−2.λ.p (D.39)
(D.40)
ν523λ=ν
5
24λ.R2
−2.λ.p−R2−λ.p+1
λ.p (∂α2λ(R2)+Jpθsλ) (D.41)
ν521λ=ν
5
22λ.R2
−2.λ.p−R2−λ.p+1
λ.p (∂α1λ(R2)+Jpθcλ) (D.42)
La valeur de "Tλ" a été donnée dans le chapitre 2.3.3.
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